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Ces travaux de thèse s’inscrivent dans le cadre du programme interdiscipli-
naire PACEN – Programme sur l’Aval du Cycle et l’Énergie Nucléaire – piloté
par le CNRS et mis en place en 2006. Successeur du programme interdépar-
temental PACE – Programme sur l’Aval du Cycle Électronucléaire – initié en
1997 en réponse à loi no 91-1381 du 30 décembre 1991, dite loi Bataille, re-
lative aux recherches sur la gestion des déchets radioactifs, PACEN a pour
objectif la coordination de la réponse du CNRS suite à la promulgation de
la loi no 2005-81 du 13 juillet 2005 fixant les orientations de la politique éner-
gétique ainsi que de la loi no 2006-739 du 28 juin 2008 relative à la gestion
durable des matières et déchets radioactifs. Organisé en six GNR 1 et trois
PCR 2, ces travaux ont reçu le soutien du PCR ANSF – Application Nucléaire
des Sels Fondus – co-dirigé par Sylvie Delpech et Daniel Heuer ainsi que
du GNR GEDEPEON – Gestion des Déchets et Production d’Énergie par des
Options Nouvelles – coordonné par Elsa Merle-Lucotte et Alain Zaetta.
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Face à un secteur énergétique en pleine mutation confronté à une demande
en constante progression et ne pouvant ignorer son impact environnemental,
l’industrie nucléaire se présente de plus en plus comme un acteur incontour-
nable du marché à moyen terme. Forte de ses capacités de production mas-
sive fournissant une énergie à un coût compétitif et stable tout en conciliant
un bilan carbone très favorable, cette filière connait depuis quelques années
un regain d’intérêt. Toutefois, le développement durable du nucléaire de fis-
sion passe nécessairement par la mise en service d’une nouvelle génération
de réacteurs capables d’optimiser les ressources naturelles. Pour coordonner
les efforts de recherche et développement autour de ces réacteurs du futur
dits de génération iv, un forum international chargé d’établir le cahier des
charges de ces nouveaux systèmes a été mis en place en 2000. Six concepts
prometteurs – parmi lesquels figure le Molten Salt Fast Reactor – répondant
potentiellement aux contraintes imposées par le GIF ont été sélectionnés.
En plus des critères de compétitivité économique et d’optimisation des res-
sources naturelles, la durabilité de la filière nucléaire passe aussi par une
meilleure gestion des déchets engendrés se traduisant par la fermeture du
cycle combustible. Pour répondre à cette attente, la recherche de procédés
permettant le multi-recyclage du combustible usé est une priorité. Du fait
de ses nombreux atouts, la pyrochimie est aujourd’hui sérieusement envisa-
gée pour remplir cette tâche. Utilisant des sels fondus et des métaux liquides
à haute température, cette voie a connu un nouvel essor au début des an-
nées 1990. En France, les potentialités offertes par ce type de procédés ont
notamment été évaluées suite à la loi Bataille de 1991. Parmi les pistes envi-
sagées, l’électroraffinage et l’extraction réductrice liquide-liquide font figure
de référence. Cependant, si deux pilotes pré-industriels reposant sur le pro-
cédé électrochimique ont été testés aux États-Unis et en Russie, les recherches
portant sur les procédés d’extraction liquide-liquide sont restées cantonnées
à l’échelle du laboratoire. En effet, leur mise en œuvre à une échelle indus-
trielle nécessite l’étude des cinétiques de transfert ainsi que le développement
de solutions technologiques capables d’assurer ce changement de taille.
3
introduction
Actuellement, la seule industrie utilisant l’extraction réductrice est la mé-
tallurgie, notamment lors des étapes de raffinage des poches d’acier. Dans
ce genre de procédés, il est généralement admis que l’étape cinétiquement
limitante est le transfert de masse des espèces réactives à l’interface liquide-
liquide et non la cinétique chimique ; il convient donc d’optimiser les condi-
tions hydrodynamiques pour favoriser les transferts de masse. Pour ce faire,
l’induction électromagnétique s’avère être une solution technologique sédui-
sante puisqu’elle permet d’assurer le chauffage et le brassage des fluides sans
contact matériel.
Ces travaux de thèse visent d’une part à étudier les cinétiques de transfert
de trois lanthanides (cérium, néodyme et samarium) contenus dans un sel
fluoré vers une nappe d’antimoine et d’autre part à déterminer les potentia-
lités offertes par l’induction électromagnétique pour contrôler les cinétiques
des échanges intervenant lors d’une opération d’extraction réductrice. Plus
particulièrement, nous utiliserons un dispositif mis en place au laboratoire
depuis une dizaine d’années, basé sur l’utilisation d’un champ magnétique
bi-fréquence adapté, permettant d’agiter l’interface à une fréquence proche de
ses fréquences naturelles. Ce mémoire s’articule autour de quatre chapitres.
Dans le premier chapitre, le contexte global de l’étude est décrit. Nous
revenons sur la situation énergétique mondiale et décrivons le Molten Salt
Fast Reactor qui, pour fonctionner, sera associé à une usine de retraitement
utilisant l’extraction liquide-liquide. Un aperçu des travaux effectués sur la
pyrochimie nucléaire clôt cette première partie.
Le deuxième chapitre regroupe les aspects théoriques nécessaires à la com-
préhension de l’étude présentée. Les notions thermodynamiques indispen-
sables à la compréhension des équilibres sont décrites avant de présenter le
modèle utilisé pour déterminer la cinétique d’extraction des lanthanides. En-
fin, le principe de l’induction électromagnétique achève ce chapitre.
Le troisième chapitre de ce mémoire est consacré à l’étude expérimentale
réalisée durant ces travaux. À partir des considérations évoquées au chapitre
précédent, le choix du système étudié est décrit. La description de l’installa-
tion expérimentale mise en œuvre précède les résultats obtenus.
Enfin, la modélisation numérique du réacteur visant à simuler les trans-
ferts de masse associés à nos expériences fait l’objet du dernier chapitre de
ce manuscrit. Les modèles utilisés et les hypothèses faites pour réaliser cette
simulation sont présentés et les résultats des calculs sont comparés aux expé-
riences.
La conclusion de ce mémoire reprend les principaux résultats des travaux
et ouvre sur les perspectives offertes par l’extraction réductrice appliquée aux






Ce premier chapitre vise à présenter le contexte général des travaux qui ont
été menés. Il est constitué de trois parties distinctes.
Le contexte énergétique global et les enjeux futurs sont tout d’abord décrits
dans une première section. Il s’agit de mettre en évidence le rôle prépondé-
rant de l’énergie nucléaire dans le mix énergétique. Pour cela, le bilan actuel
de l’énergie nucléaire dans le monde est dressé et les filières d’avenir, dites
de génération iv, sont présentées.
La seconde partie de ce chapitre s’attache à la description d’un réacteur de
génération iv particulier : le Molten Salt Fast Reactor. La genèse de ce concept
est tout d’abord abordée avant de passer en revue le concept tel qu’il est en
l’état actuel. L’unité de retraitement pyrochimique associée à ce réacteur est
également présentée.
Enfin, la dernière section de ce chapitre est consacrée à l’étude bibliogra-
phique des procédés mis en œuvre pour le retraitement des combustibles
usés. Après un bref historique des différents procédés pyrochimiques ayant
été étudiés, l’accent est mis sur l’extraction liquide-liquide, encore appelée
extraction réductrice.
1 l’énergie : un des défis majeurs du xxie siècle ?
1.1 Bilan et perspective de la demande énergétique
Depuis le début du xixe siècle, la modernisation de nos sociétés, portée
par les révolutions industrielles successives, a permis d’accroître le niveau
de vie d’une partie de la population mondiale. Cette industrialisation s’est
accompagnée d’une forte augmentation de la demande énergétique assurée
en majeure partie par l’utilisation de la biomasse et des ressources fossiles
jusque dans les années 1970. Avec le premier choc pétrolier de 1973, la hausse
du cours du pétrole a rendu l’énergie nucléaire compétitive, permettant son
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déploiement. À la fin du xxe siècle, la prise de conscience des conséquences cli-
matiques liées aux activités anthropiques a permis l’émergence de nouvelles
filières de production reposant sur des énergies renouvelables (éolien, solaire
et géothermie). Néanmoins, la part des énergies carbonées dans le bouquet
énergétique mondial est toujours largement dominante puisqu’elle représen-
tait plus de 80% des 12 290 Mtep 1 produits en 2009 (figure I.1) [IEA09].
1971 1975 1980 1985 1990 1995 2000 2005 2009




































Figure I.1: Évolution de la production mondiale d’énergie primaire [IEA09]
Au cours des prochaines décennies, la demande énergétique devrait conti-
nuer de progresser pour répondre à l’augmentation des besoins des pays
émergents, qui connaissent une croissance économique forte, ainsi qu’à l’ac-
croissement démographique. Les projections de l’Organisation des Nations
Unies (ONU) indiquent que la population mondiale pourrait augmenter de
plus de 30% d’ici le milieu du siècle, passant de 7 milliards d’habitants en
2011 à 9.3 milliards en 2050 [UN11]. Ainsi, l’AIE 2 estime que la demande
énergétique mondiale devrait croître au rythme de 1.5% par an jusqu’en 2030,
conduisant à une augmentation des besoins en énergie primaire de l’ordre de
40%. D’autres auteurs pronostiquent même le doublement de la demande à
l’horizon 2050 par rapport à celle de l’année 2000 [Mer05].
Par ailleurs, les facteurs climatiques doivent nécessairement être pris en
compte pour répondre à ces besoins croissants. Le scénario le plus optimiste
du Groupe d’experts Intergouvernemental sur l’Évolution du Climat (GIEC)
1Million de tonnes équivalent pétrole ; 1 tep correspond à 41.868GJ ou 11.63MWh
2L’Agence Internationale à l’Énergie est une organisation autonome de l’Organisation de
Coopération et de Développement Économique (OCDE).
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prévoit une hausse de la température globale de 2 à 2.4 ◦C par rapport à la
période préindustrielle si les émissions de gaz à effet de serre se stabilisent
autour de 445 à 490 ppm équivalent-CO2
3 ; intervalle correspondant à une
diminution des émissions de CO2 en 2050 de 50 à 85% par rapport à celles
de l’année 2000. Cependant, le scénario le plus vraisemblable, basé sur une
stabilisation des émissions, engendrerait une élévation de la température du
globe de 2.8 à 3.2 ◦C [IPCC08].
Enfin, l’indisponibilité à moyen et long termes des énergies fossiles causée
par l’appauvrissement des ressources pèsera de plus en plus sur le coût
de l’énergie. Une réorganisation et une optimisation du mix énergétique
s’avèrent alors inéluctables pour faire face à ces enjeux majeurs. En dépit du
fait que l’industrie nucléaire peine toujours à être acceptée par les opinions
publiques, il est évident que le nucléaire de fission jouera un rôle croissant
ces prochaines années.
1.2 La filière nucléaire
À la fin de l’année 2011, 435 réacteurs nucléaires – principalement des réac-
teurs à eau pressurisée (REP ou PWR) et des réacteurs à eau bouillante (REB
ou BWR) – étaient en service à travers le monde (table I.1). Avec 369GWe ins-
tallés, ce parc permet d’assurer 13.5% de la production mondiale d’électricité
[IAEA12].
Type de réacteur PWR BWR PHWRa LWGRb GCRc FBRd
Nombre de réacteurs 270 84 47 15 17 2
Puissance installée [GWe] 248.4 77.7 23.1 10.2 8.8 0.6
aPressurized Heavy-Water Reactor – bLight-Water-Cooled, Graphite-Moderated
Reactor – cGas-Cooled, Graphite-Moderated Reactor – dFast Breeder Reactor
Table I.1: Nombre de réacteurs nucléaires en service et puissance installée fin
2011 [IAEA12]
Bien que le nombre de réacteurs en service se soit infléchi suite à l’acci-
dent de Fukushima et à la fermeture consécutive de huit tranches en Alle-
magne, l’AIEA (Agence Internationale à l’Énergie Atomique) estime que le
déploiement du nucléaire devrait s’accélérer à moyen terme. Selon elle, la
puissance installée pourrait être comprise entre 560 et 1228GWe à l’horizon
2050 [IAEA11]. De son côté, l’AIE prévoit que ce chiffre pourrait atteindre
1200 voire 2000GWe à la même date.
3À titre d’information, la concentration de gaz à effet de serre dans l’atmosphère était de
375 ppm équivalent-CO2 en 2005
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Cet engouement pour cette énergie s’explique par les nombreux avantages
que présente la fission pour répondre aux problématiques énergétiques fu-
tures. Sa capacité de production massive n’est plus à démontrer et le nucléaire
offre une concentration énergétique bien supérieure à n’importe quelles
autres sources d’énergie puisqu’une fission libère en moyenne 200MeV 4
contre 9.25 eV pour la combustion d’une molécule de méthane ; l’enthalpie
de la réaction de combustion du méthane étant de −891 kJmol−1. À titre
d’exemple, la fission de 1.2 g d’uranium 235 (contenu dans 170 g d’uranium
naturel) produit autant d’énergie que la combustion de 1135 kg de méthane à
savoir 1 kW électrique pendant un an (en considérant un rendement de 33%
pour la fission nucléaire et de 50% pour la combustion du méthane).
Même si les chiffres varient beaucoup selon les sources – Sovacool a re-
censé des estimations allant de 1.4 à 288 g équivalent-CO2/kWhe [Sov08] – il
faut également souligner que l’industrie nucléaire est peu émettrice de CO2
comme on peut le voir dans la table I.2. La croissance de cette industrie pour-
rait donc permettre de diminuer, ou en tout cas de stabiliser, les émissions de
gaz à effet de serre comme le préconise le GIEC.
Source d’énergie Émission de gaz à effet de serre
(g équivalent-CO2/kWh)
Charbon 950 à 1250
Pétrole 500 à 1200
Gaz naturel (cycle combiné) 440 à 780
Nucléaire (*) 3 à 24
Biomasse 35 à 99
Hydraulique 1 à 44
Photovoltaïque 43 à 76
Éolien 8 à 19
(*) Sovacool estime plutôt à 66 g équivalent-CO2/kWh les émis-
sions liées à la production nucléaire.
Table I.2: Comparatif des émissions de gaz à effet de serre données par l’ana-
lyse du cycle de vie des différentes sources de production élec-
trique [Wei06]
Enfin, au contraire des énergies fossiles, la durabilité de la filière nucléaire
peut être sérieusement envisagée à condition d’adopter de nouvelles techno-
logies de réacteurs. Alors que les réserves fossiles sont estimées, au rythme
actuel de production, à 54 ans pour le pétrole, 64 ans pour le gaz naturel et
41 eV = 1.6 · 10−19 J
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112 ans pour le charbon [BP12], les ressources d’uranium exploitables à un
coût inférieur à 260 $/kg se montent à 6.3Mt (dont 0.8Mt à 40 $/kg et 2.9Mt
à 80 $/kg) d’après le livre rouge de l’AEN 5 de 2009. Avec une consommation
annuelle de l’ordre de 60 000 t/an, elles permettent d’assurer l’exploitation
des réacteurs actuels durant une centaine d’années [NEA10]. Ces chiffres sont
toutefois à nuancer puisqu’ils ne prennent en compte ni l’évolution de la de-
mande, ni les réserves prouvées ou possibles. En comptabilisant les ressources
d’uranium non découvertes, un parc de réacteurs à eau légère pourrait fonc-
tionner environ 300 ans.
Cette limite peut être considérablement repoussée en remplaçant les réac-
teurs actuels par des réacteurs surgénérateurs capables de produire, à partir
d’éléments dits fertiles, plus de noyaux fissiles qu’ils n’en consomment. Il
faut en effet préciser que seul 0.72% de l’uranium naturel est utilisable au-
jourd’hui puisque la majorité des réacteurs en service fonctionne à partir du
seul isotope fissile présent naturellement sur Terre : l’uranium 235.
Deux cycles combustibles différents décrits sur la figure I.2 peuvent ainsi
être envisagés pour produire artificiellement ces noyaux fissiles : le cycle
238U/239Pu (dit cycle uranium) et le cycle 232Th/233U (dit cycle thorium). Dans
les deux cas, l’isotope fissile est produit par capture neutronique sur le noyau
fertile puis par décroissance radioactive (désintégration β−).
   — cycle thorium 
   — cycle uranium 
242Cm 244Cm 243Cm 245Cm 246Cm 
241Am 243Am 242Am 244Am 
238Pu 241Pu 
232Th 
235U 236U 237U 
240Pu 239Pu 
238Np 239Np 240Np 




 fissile  fertile 
 fissile 
Figure I.2: Cycles uranium et thorium dans la charte isotopique
5L’Agence pour l’Énergie Nucléaire est une organisation intergouvernementale spécialisée
de l’OCDE fondée en 1958.
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Les réacteurs surgénérateurs permettront donc de valoriser les matières fer-
tiles qui constituent 99.2% de l’uranium naturel (uranium 238) ainsi que l’in-
tégralité du thorium naturel, trois fois plus abondant dans la croûte terrestre
que l’uranium et dont le seul isotope est le thorium 232. Bien que non renou-
velable, l’énergie nucléaire serait alors une source d’énergie durable puisque
les ressources se chiffreraient en centaines de milliers d’années. Cependant,
la condition sine qua non pour faire de la fission nucléaire une filière d’ap-
provisionnement énergétique pérenne à long terme est de déployer ces réac-
teurs avant les années 2060 à 2080 [Mer08] ; les surgénérateurs ayant besoin
d’exploiter les ressources naturelles pour démarrer la production de noyaux
fertiles.
Malgré ces avantages, cette industrie soulève également de nombreuses pro-
blématiques : prolifération des matières nucléaires, risques liés à l’exploitation
(sûreté nucléaire) et gestion des déchets sont autant de points qui rendent
difficile son acceptabilité par les opinions publiques. Les réacteurs du futur,
dits de génération iv, en plus d’être surgénérateurs pour assurer la durabilité
de l’énergie nucléaire, devront aussi prendre en compte ces différents para-
mètres.
1.3 Vers la quatrième génération
Le nucléaire civil s’est développé à partir des années 1950. De nombreux
progrès technologiques ont permis de passer des premiers prototypes aux
réacteurs en service aujourd’hui. Ces sauts technologiques sont désormais
désignés en terme de génération (figure I.3) :
– La première génération regroupe les premiers prototypes et les réacteurs
construits avant 1970. En France, elle est représentée par les réacteurs
UNGG 6 mis en service entre les années 1956 et 1976.
– La deuxième génération désigne les réacteurs construits avant la fin du
xxe siècle et qui sont actuellement exploités. Ce sont, pour la plupart,
des réacteurs à eau légère ou lourde fonctionnant en spectre neutronique
thermique. Les 58 réacteurs en fonctionnement sur le territoire national
assurant 77.7% de la production électrique française sont des réacteurs
de cette génération (REP). Ils ont été mis en service commercialement
entre 1978 (Fessenheim-1) et 2002 (Civaux-2).
– Les réacteurs de troisième génération sont une évolution de la génération
précédente incluant des améliorations en termes de sûreté, d’utilisation
du combustible ou encore de rendement. Le réacteur EPR 7 en cours de
6Uranium Naturel-Graphite-Gaz
7European Pressurized Reactor/Evolutionary Power Reactor
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Figure I.3: Évolution des différentes générations de réacteurs nu-
cléaires [GIF02]
construction depuis 2007 sur le site de Flamanville constituera le premier
réacteur de cette génération en France.
– Enfin, la génération iv est celle des réacteurs du futur ; leur commercia-
lisation étant prévue à l’horizon 2030. Encore à l’étude actuellement, ils
devront toutefois respecter un certain nombre de critères définis par le
forum international génération iv (GIF).
Fondé en 2000 à l’initiative du département à l’énergie des États-Unis par
neuf états 8, le GIF compte aujourd’hui treize membres après l’adhésion de la
Suisse en 2002, d’Euratom en 2003 et de la Chine et de la Fédération de Russie
en 2006 [GIF-IV]. Partant du constat que l’énergie nucléaire sera nécessaire
pour répondre à la demande énergétique tout en assurant la prévention des
risques liés aux enjeux climatiques, le forum a été créé pour organiser la
coordination internationale des études menées sur les systèmes nucléaires de
génération future. Il a aussi en charge la sélection des systèmes candidats qui
repose sur les critères suivants :
– Sûreté nucléaire : les systèmes de génération iv devront présenter un
niveau de sûreté amélioré.
– Résistance à la prolifération : détourner de la matière fissile d’un système
de dernière génération à des fins d’armement devra être extrêmement
8Afrique du Sud, Argentine, Brésil, Canada, Corée du Sud, États-Unis, France, Japon et
Royaume-Uni.
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contraignant et dissuasif. Ces réacteurs devront également être capables
de résister à des attaques terroristes.
– Compétitivité économique : le coût sur un cycle de vie des systèmes de
génération iv ne devra pas excéder celui d’autres énergies. Par ailleurs,
les risques financiers liés à la mise en œuvre de ces réacteurs devront être
comparables à ceux des autres projets énergétiques.
– Développement durable : les ressources naturelles devront être optimi-
sées par les systèmes de génération iv pour assurer la durabilité de la
fission nucléaire tout en minimisant la quantité de déchets en tendant
vers la fermeture du cycle combustible.






thermique / ouvert /











Sels fluorés rapide fermé
(Molten Salt Fast Reactor)
Table I.3: Systèmes candidats retenus par le forum international généra-
tion iv [GIF02]
En 2002, les membres du forum ont identifié six candidats prometteurs
répertoriés dans la table I.3 répondant, a priori, aux critères énoncés précé-
demment et sur lesquels les différents membres focalisent désormais leurs
efforts de recherche et développement. Pour répondre notamment au critère
de durabilité, le cycle combustible de la plupart des systèmes est fermé (re-
cyclage du combustible) et le spectre neutronique rapide ; la surrégénération
étant impossible en spectre neutronique thermique pour le cycle uranium.
Parmi ces six concepts, le MSFR se différencie par de nombreux aspects
et représente certainement la plus grande rupture technologique par rapport
aux réacteurs à eau légère en service actuellement. Sa description et son prin-
cipe de fonctionnement sont abordés dans la section suivante.
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2 les réacteurs à sels fondus
2.1 Historique
Le concept de réacteurs à sels fondus est né dans les années 1950 à
l’Oak-Ridge National Laboratory (ORNL), Tennessee, sous l’impulsion du
programme militaire de propulsion aéronautique nucléaire. Un premier ré-
acteur expérimental, l’ARE (Aircraft Reactor Experiment), d’une puissance
de 2.5MWth fut mis en service en 1954 et fonctionna une centaine d’heures
au sol [Bri57, Bet57a, Bet57b]. Suite à cette expérience, le projet évolua vers
un réacteur de démonstration destiné à la production d’électricité : le MSRE
(Molten Salt Reactor Experiment) [Hau70]. Durant les années 1964 à 1969,
ce réacteur de 8MWth, fut chargé avec différents combustibles : uranium
enrichi à 30% (entre 1964 et 1968), uranium 233 pur (entre 1968 et 1969) puis
plutonium 239 lors de la dernière année.
Fort de ce succès, l’étude d’un réacteur surgénérateur de puissance (1GWe)
associé à une usine de retraitement – le MSBR (Molten Salt Breeder Reactor)
– débuta en 1969 [Bet70, Wha70]. Tout comme ses prédécesseurs, ce réacteur
présentait la particularité d’utiliser un combustible liquide servant également
de caloporteur : il s’agissait d’un mélange LiF−BeF2−ThF4 dans lequel l’ura-
nium 233 était en solution. Le MSBR devait être associé à une usine de re-
traitement permettant de retirer les produits de fission du sel combustible
et de récupérer l’uranium 233 produit en cœur afin de maintenir son fonc-
tionnement. Le réacteur était conçu pour fonctionner en spectre neutronique
thermique, modéré par des canaux en graphite dans lesquels le combustible
liquide circulait. Bien que prometteur, ce projet de réacteur basé sur la filière
232U/233Th fut abandonné en 1976.
Ce concept a été repris en France jusqu’en 1983 par le Commissariat à
l’Énergie Atomique (CEA) avec le projet de réacteur sous-critique TASSE 9
[Ber00] ainsi que par Électricité de France (EdF) avec le projet d’incinérateur
d’actinides AMSTER 10 [Lec01]. Des études sont également en cours au Japon
depuis les années 1980 avec le projet Thorims-NES 11 [Fur90].
En 1999, le CNRS entreprit la réévaluation neutronique du concept de
MSBR dans le cadre de la thèse d’Alexis Nuttin [Nut02] réalisée au Labo-
ratoire de Physique Subatomique et Cosmologique de Grenoble. Ces travaux
faisant apparaitre un coefficient de température globalement positif, rendant
ainsi le MSBR intrinsèquement instable, ont abouti à la définition d’un nou-
9Thorium based Accelerator driven System with Simplify fuel cycle for long term Energy
production
10Actinide Molten Salt TransmutER
11THORIum Molten Salt Nuclear Energy Synergetics system
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veau concept de réacteur : le TMSR (Thorium Molten Salt Reactor). Avec la
thèse de Ludovic Mathieu, le concept évolua encore en adoptant un spectre
neutronique rapide suite à la disparition des canaux de graphite présents
en cœur et nécessaires à la modération du flux neutronique [Mat05]. Enfin,
l’influence et le dimensionnement de l’unité de retraitement sur le fonction-
nement du réacteur ont été étudiés lors de la thèse de Xavier Doligez [Dol10].
C’est ce concept qui figure parmi les six réacteurs de génération iv retenus
par le GIF et qui porte désormais le nom de MSFR.
2.2 Le Molten Salt Fast Reactor [Dol10]
Figure I.4: Design préliminaire du MSFR [SNE11]
Le MSFR est, comme son nom l’indique, un réacteur à spectre neutronique
rapide dont la particularité repose sur l’utilisation d’un combustible liquide
servant également de caloporteur. Comme ses prédécesseurs, ce réacteur fonc-
tionne sur le cycle thorium qui présente l’avantage de produire moins de
noyaux lourds. Dans sa configuration actuelle, le réacteur est dimensionné
pour produire une puissance de 3GWth, soit 1.5GWe ; la température de
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fonctionnement étant fixée aux alentours de 700 ◦C. Ses principales caracté-
ristiques sont regroupées dans la table I.4 et le design actuel du réacteur est
visible sur la figure I.4.
N’étant plus modéré, le cœur du réacteur est un simple canal cylindrique
de 2.26m de diamètre et 2.26m de hauteur permettant de contenir 9m3 de sel
combustible sur les 18m3 nécessaires à son fonctionnement ; les 50% restants
circulant dans les pompes, conduites et échangeurs de chaleur. Le volume
de sel hors-cœur devant être le plus faible possible, le circuit primaire est
intégralement contenu dans la cuve du réacteur. Des séparateurs de bulles,
nécessaires au retraitement du sel combustible (voir section 2.3), sont situés
au niveau des collecteurs de sel et deux réflecteurs axiaux, conçus pour ab-
sorber la majeure partie du flux neutronique, sont installés en positions haute
et basse de la cuve. Composés d’un alliage à base nickel d’une épaisseur de
80 cm, ils assurent la protection des structures externes contre l’irradiation.
Le réacteur étant régénérateur, une couverture fertile de 50 cm d’épaisseur
contenant 7.7m3 d’un mélange 7LiF−ThF4, est présente à l’intérieur de la
cuve. Cette couverture complétée d’une couche de B4C de 10 cm, remplit éga-
lement la fonction de réflecteur radial. Les échangeurs de chaleur qui en-
tourent le cœur sont ainsi protégés tout en remplissant le rôle de première
barrière de confinement.
Le sel combustible qui circule de manière ascendante dans le cœur est un
mélange de fluorure de lithium et de fluorure de noyaux lourds dont la te-
neur est fixée à 22.5mol%. Initialement composé de 20mol% de 232ThF4 et
de 2.5mol% de 233UF4, le sel est enrichi à 99.995% en lithium 7 pour limiter
la formation de tritium. Avec cette composition, l’inventaire initial en ura-
nium 233 se monte à 5.1 t.
Cependant, cet isotope n’étant pas naturellement présent dans la nature, il
est envisageable de démarrer le MSFR avec les transuraniens produits dans
les réacteurs à eau légère actuels. La couverture fertile produisant environ
95 kg d’uranium 233 par an, il faut alors compter environ 55 ans avant de
pouvoir démarrer un MSFR uniquement avec ce noyau fissile ; ceci justifiant
la date limite de déploiement de ce type de réacteurs.
2.3 Unité de retraitement du MSFR
À l’instar du MSBR, une unité de retraitement du sel doit être associée
au MSFR afin d’assurer son bon fonctionnement. Son rôle est de permettre
le rechargement en combustible sans nécessiter l’arrêt du réacteur, tout en
purifiant le sel pollué par les déchets générés en cœur. Ces derniers peuvent
être des actinides mineurs tels l’américium et le curium, produits par captures
neutroniques successives sur les éléments lourds, ou des produits de fission,
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Dimension du cœur et de plénums Diamètre : 2.26m, Hauteur : 2.26m
Puissance 3GWth soit 1.5GWe
Température de fonctionnement entre 700 ◦C et 850 ◦C
Volume de sel 18m3
Composition du sel initial 7LiF−232ThF4−
233UF4 (77.5–20–2.5mol%)
Inventaire initial en 233U 5060 kg
Épaisseur de la couverture fertile 50 cm
Volume de la couverture fertile 7.7m3
Composition de la couverture fertile 7LiF−232ThF4 (77.5–22.5mol%)
Production d’uranium 233 95 kg/an
Table I.4: Principales caractéristiques du MSFR [Dol10]
plus légers, qui constituent les « cendres » de la réaction nucléaire. Le sel
combustible peut également contenir des produits de corrosion causés par
l’agressivité des fluorures fondus.
Alors que les actinides peuvent être incinérés en cœur, permettant la réduc-
tion de la radiotoxicité des déchets finaux ; les produits de fission, considé-
rés comme des déchets ultimes, doivent être impérativement extraits du sel
combustible. Cette étape est d’autant plus importante que l’accumulation de
certains d’entre eux (principalement les lanthanides solubles dans le sel) peut
causer l’empoisonnement neutronique du cœur. Bien que ce phénomène soit
beaucoup plus lent dans un réacteur à neutrons rapides, la capacité surgéné-
ratrice du réacteur peut malgré tout être mise en péril. Les autres produits de
fission, comme les gaz rares ou les alcalins et alcalino-terreux insolubles dans
le sel, sont également problématiques puisqu’ils peuvent s’accumuler dans
certaines zones sensibles du circuit primaire (échangeurs de chaleur, pompes,
etc.).
L’unité de retraitement présentée sur la figure I.5 est directement inspirée
des études menées à l’ORNL pour le MSBR. Elle est constituée de deux sous-
parties : une unité de bullage et une unité pyrochimique.
Les produits de fission gazeux (Kr, Xe, etc.) et les alcalins et alcalino-terreux
(Rb, Sr, Ba, etc.) insolubles dans le sel sont récupérés par un bullage d’hélium
dont le débit avoisinerait 4.5 L s−1. L’aérosol collecté par les séparateurs de
bulles est entreposé durant une heure à 400 ◦C dans un réservoir à l’intérieur
duquel il est filtré sur une nappe de plomb liquide. Les gaz débarrassés des
suspensions de métaux nobles sont ensuite réinjectés en cœur. Seule une pe-
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Figure I.5: Schéma de l’unité de retraitement associée au MSFR [Dol10]
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tite fraction (0.1%) est ponctionnée puis stockée dans un second réservoir
durant trois mois pour permettre au krypton 85 et au xénon 133 de décroître.
La seconde partie de l’unité de retraitement permet d’isoler les produits
de fission solubles et de contrôler la réactivité du sel combustible. Alors que
l’extraction par bullage d’hélium est effectuée en continu, le retraitement des
produits de fission solubles est réalisé hors-ligne. Dans les conditions nomi-
nales de fonctionnement du réacteur, environ 40L de sel combustible sont
prélevés quotidiennement pour être retraités pyrochimiquement. Ce procédé
complexe comporte plusieurs étapes successives :
– Dans un premier temps, 99% de l’uranium et du neptunium ainsi que
90% du plutonium présents dans le sel sont récupérés par fluoration.
Cette étape permet de limiter l’inventaire de noyaux fissiles dans l’unité
pyrochimique ; ces éléments étant ensuite réinjectés dans le cœur pour y
être incinérés.
– Les actinides restants (excepté le thorium) sont séparés des produits de
fission en solution dans le sel au moyen d’une extraction liquide-liquide
sur une nappe de bismuth saturée en thorium. Ils sont ensuite réintro-
duits dans le sel « propre » qui a été débarrassé des lanthanides avant de
retourner en cœur dans l’optique d’y être également incinérés.
– La dernière opération consiste à retirer du sel les lanthanides considérés
comme des déchets ultimes. Cette étape est également assurée par une
boucle d’extraction liquide-liquide, toujours réalisée sur une nappe de
bismuth saturée en thorium. Une fois les lanthanides en solution dans le
métal liquide, l’alliage est mis en contact avec des chlorures fondus per-
mettant la récupération des produits de fission dans ce nouveau milieu.
Ces éléments sont ensuite oxydés avant d’être vitrifiés.
Le sel de la couverture fertile subit lui aussi un retraitement visant essentiel-
lement à récupérer l’uranium produit. Le procédé est néanmoins grandement
simplifié même si le volume de sel journalier ponctionné est équivalent à ce-
lui du sel primaire. Après une première étape de fluoration du sel, 1% de
ce sel est envoyé vers la boucle d’extraction des lanthanides ; le reste étant
renvoyé dans la couverture fertile.
Le détail des procédés pyrochimiques mis en œuvre dans cette unité de
retraitement, et plus largement, des procédés employés dans l’industrie nu-
cléaire et nécessaires à la fermeture du cycle faisant partie du cahier des
charges des réacteurs de génération iv, fait l’objet de la section suivante.
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La fermeture du cycle nucléaire qui passe, entre autres, par le multi-
recyclage du combustible usé présente un double avantage. Elle permet :
– d’une part, la valorisation des matières fissiles (actinides mineurs et plu-
tonium) lors de leur incinération en cœur ;
– d’autre part, la réduction de la radiotoxicité des déchets ultimes desti-
nés à être vitrifiés. Elle s’accompagne d’une diminution de la chaleur
résiduelle dégagée par les colis de déchets radioactifs facilitant ainsi leur
entreposage.
Pour parvenir à retraiter les combustibles usés, deux voies sont possibles :
la voie humide, ou hydrométallurgique, qui met en œuvre des solvants orga-
niques ou aqueux et la voie pyrochimique qui se caractérise par l’utilisation
de milieux non aqueux (on parlera alors de voie sèche) comme les gaz, les
sels fondus ou les métaux liquides à des températures bien plus élevées (entre
250 ◦C, fusion des nitrates, et 1200 ◦C, fusion des molybdates). Parmi ces sol-
vants non aqueux, les sels fondus présentent des propriétés particulièrement
intéressantes :
– La cohésion de ces liquides ioniques constitués d’anions et de cations est
assurée principalement par des interactions électrostatiques. À l’état li-
quide, ces ions sont suffisamment mobiles pour assurer une conductivité
électrique assez élevée rendant possible des opérations électrochimiques
dans ces milieux.
– Ils présentent également une grande stabilité thermique, permettant de
travailler à des températures élevées ; les cinétiques réactionnelles sont
alors généralement rapides et, sous atmosphère oxydante (chlore, fluo-
rure d’hydrogène, oxygène, etc.), des composés réfractaires jugés inso-
lubles en milieu aqueux (carbures, nitrures, etc.) peuvent être dissous.
– Enfin, les sels fondus sont insensibles à la radiolyse. De plus, l’absence
d’hydrogène, modérateur de neutrons, offre des contraintes de criticité
plus favorables qu’en milieu aqueux. En conséquence, il est possible de
travailler avec des charges fortement irradiantes et riches en matière fer-
tile.
De fait, le recours à des procédés pyrochimiques dans le nucléaire permet
d’envisager des opérations jugées très difficiles voire impossibles en milieu
aqueux. Le combustible usagé riche en radionucléides et émetteur de rayon-
nements ionisants (particules α, β, neutrons , rayonnements X et γ) pourrait,
par exemple, être retraité sans nécessiter son refroidissement préalable en pis-
cine durant plusieurs années. En outre, ces procédés seraient également plus
compacts et génèreraient potentiellement moins de déchets secondaires que
les procédés hydrométallurgiques. À plus long terme, la pyrochimie pourrait
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s’étendre au retraitement du combustible de quatre des six concepts de réac-
teurs de génération iv [GIF02] et notamment à la filière à sels fondus où son
utilisation est évidente puisqu’elle évite un changement de milieu, réduisant
ainsi le nombre de conversions chimiques.
Malgré ces avantages, aucune application industrielle des sels fondus dans
le nucléaire civil n’a encore vu le jour. Il convient donc de décrire succincte-
ment le procédé industriel existant permettant de retraiter, par voie humide,
une partie du combustible usé des réacteurs à eau légère.
3.1 La voie hydrométallurgique
Actuellement, le seul procédé de retraitement des combustibles usés em-
ployé par l’industrie est le procédé PUREX 12. Développé à partir des années
1947 par Anderson et Asprey dans le cadre du projet Manhattan [And60],
ce procédé hydrométallurgique repose sur une méthode d’extraction liquide-
liquide de l’uranium et du plutonium par un composé organique : le phos-
phate de tributyle ou TBP. Ces travaux ont abouti à la mise en service de la
première ligne d’extraction en 1945 à Savannah River, États-Unis. D’autres ins-
tallations utilisant ce procédé se sont ensuite développées, d’abord en France
(usine UP1, Marcoule, 1958), puis au Royaume-Uni (Windscale, 1964) ainsi
qu’en Russie. Aujourd’hui, des usines de retraitement basées sur le procédé
PUREX sont présentes sur les territoires français (La Hague), britannique (Sel-
lafield), russe (Mayak) et japonais (Tokai) ; l’usine de West Valley située dans
l’état de New York aux États-Unis ayant été arrêtée en 1972 suite à la décision
de l’administration Carter d’interdire le retraitement des combustibles usés
pour lutter contre les risques de prolifération [Bou00].
Suite à la loi Bataille de 1991, le CEA s’est vu confier la gestion des re-
cherches relatives à la séparation et à la transmutation (axe 1). Les études
menées sur la séparation poussée, qui consiste à récupérer en plus de l’ura-
nium et du plutonium certains produits de fission (l’iode, le technétium et le
césium) ainsi que trois actinides mineurs (neptunium, américium et curium),
ont permis la mise au point de nouveaux procédés hydrométallurgiques (DIA-
MEX 13, SANEX 14). Dans le but d’améliorer la résistance à la prolifération, un
procédé de co-extraction de l’uranium et du plutonium baptisé COEX™ et
développé conjointement par le CEA et AREVA NP a été breveté en 2007. En-
fin, pour répondre aux préconisations du forum international génération iv
concernant le recyclage intégral des actinides, des études sont actuellement
en cours sur un nouveau procédé permettant la séparation groupée d’acti-
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nides. Nommé GANEX, pour Grouped Actinide Extraction, ce procédé se
substituerait aux procédés PUREX et COEX™. Une première étape permet-
trait de séparer l’uranium alors que les actinides mineurs et le plutonium
seraient récupérés lors d’une seconde phase aménagée à partir du procédé
DIAMEX-SANEX.
3.2 La voie pyrochimique
Historiquement, les premières techniques pyrochimiques employées dans
le nucléaire datent des années 1930 avec les travaux de Driggs et Lilliendahl
relatifs à la production d’uranium métallique [Dri30]. Quelques années plus
tard, Kolodney utilisa des chlorures fondus pour récupérer de l’uranium et
du plutonium lors du projet Manhattan [Kol82].
Ce n’est qu’à partir des années 1960 que la pyrochimie fit son apparition
dans le nucléaire civil ; les sels fondus étaient alors envisagés pour retraiter
le combustible des réacteurs à neutrons rapides. Un premier procédé à haute
température, mais n’impliquant pas de sel fondu, fut expérimenté à l’INL
(Idaho National Laboratory) entre 1964 et 1969 pour recycler le combustible
de l’EBR-II (Experimental Breeder Reactor) [NEA04]. Portant le nom de melt
refining, ce procédé consistait à chauffer le combustible métallique (alliage à
base de zirconium) dans un creuset en zircone jusqu’à une température de
1400 ◦C. Au contact du creuset, les alcalins, alcalino-terreux et terres rares
formaient des oxydes tandis que les métaux nobles et l’uranium restaient
sous forme métallique.
Dans le même temps, le Research Institute of Atomic Reactors (RIAR), ex-
Union Soviétique, développa le procédé DDP (Dimitrovgrad Dry Process)
pour la fabrication et le retraitement du combustible des réacteurs rapides
BOR-60 et BN-350 de l’ex-URSS [NEA04]. D’abord expérimenté sur des com-
bustibles à base d’oxyde d’uranium (UOX), ce procédé a ensuite été appliqué
au MOX 15 dans les années 1990 et a permis de produire environ cinq tonnes
de combustible depuis 1968. Il s’articule autour des étapes suivantes [Vav04] :
– dissolution du combustible irradié dans un bain chloré (NaCl−2CsCl)
par bullage de chlore à 650 ◦C ;
– première électrolyse de l’oxyde d’uranium UO2 ;
– précipitation de l’oxyde de plutonium PuO2 ;
– seconde électrolyse permettant de récupérer le reste d’oxyde d’uranium.
Au cours des années 1970, les recherches portant sur les procédés pyrochi-
miques se sont essoufflées avec l’essor des réacteurs à eau légère. Cependant,
15Mixed Oxides
23
chapitre i : contexte de l’étude
avec la naissance du concept IFR (Integral Fast Reactor) en 1984 à l’Argonne
National Laboratory (ANL), Illinois, un nouveau procédé basé sur l’électro-
raffinage et l’extraction liquide-liquide en milieu chlorure vit le jour [Ack97].
À la différence du procédé mis au point à Dimitrovgrad, le combustible mé-
tallique (alliage uranium-plutonium-zirconium) devait subir les opérations
suivantes :
– électro-dissolution (oxydation anodique) du combustible métallique dans
LiCl−KCl à 500 ◦C ;
– électrodéposition de l’uranium métallique sur cathode en acier ;
– co-électrodéposition des transuraniens sur cathode liquide de cadmium ;
– extraction liquide-liquide sur nappe de cadmium ou bismuth permettant
de séparer les actinides restants des lanthanides.
En dépit de l’arrêt du programme IFR en 1994, le développement de l’étape
d’électroraffinage était tel qu’il fut proposé de l’utiliser pour retraiter du com-
bustible irradié de l’EBR-II. Les deux premières étapes du procédé ont alors
été semi-industrialisées pour retraiter un peu moins de deux tonnes d’al-
liage uranium-zirconium entre 1996 et 1999 à la Fuel Cycle Facility (FCF)
de l’INL [Ghe09].
À la suite de ces dernières études, et avec la perspective de fermeture du
cycle des réacteurs de génération iv, la pyrochimie nucléaire a connu un re-
gain d’intérêt dans de nombreux pays dont notamment le Japon et la Corée
du Sud [NEA04].
Les études précédentes relatives à l’utilisation de procédés pyrochimiques
dans le nucléaire ont conduit à privilégier les halogénures d’alcalins ou
d’alcalino-terreux dans une gamme de températures allant de 500 ◦C à
1000 ◦C. Dans ces procédés qui mettent en jeu des réactions chimiques à
hautes températures, quatre grands principes de séparation ont pu être
identifiés (figure I.6) : la volatilisation, la précipitation, l’électrodéposition et
l’extraction liquide-liquide.
Comme son nom l’indique, la volatilisation (figure I.6a) consiste à extraire
les espèces les plus volatiles en chauffant le solvant. Généralement, ces com-
posés sont rendus gazeux par l’ajout de gaz réactifs (chlore, fluor, hydrogène,
chlorure ou fluorure d’hydrogène). En milieu fluorure, on peut, par exemple,
récupérer l’uranium de valence IV présent sous la forme tétrafluorure d’ura-
nium (UF4) par ajout de fluor gazeux. De l’hexafluorure d’uranium (UF6) est
alors formé suivant la réaction
UF4 + F2 −−⇀↽− UF6 (I.1)
Ce dernier est très volatile puisqu’il se sublime à 56.5 ◦C. D’autres actinides
et certains produits de fission peuvent également être récupérés par fluora-
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Figure I.6: Principaux procédés de séparation pyrochimiques
tion. Les points d’ébullition ou de sublimation de quelques penta- ou hexa-
fluorures pouvant être isolés par ce procédé sont regroupés dans le tableau I.5.
Point d’ébullition












Table I.5: Points d’ébullition ou de sublimation de quelques composés fluo-
rurés de valence V ou VI
La précipitation fractionnée (figure I.6b) repose sur la différence de solubi-
lité, dans un solvant donné, de deux composés d’un même élément à extraire.
Il s’agit dans ce cas de favoriser la formation du composé très peu soluble
en ajoutant un réactif, généralement gazeux, dans le sel fondu. Le composé
formé va alors précipiter permettant son extraction.
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Cette méthode a été employée pour récupérer l’oxyde de plutonium dans
le procédé DPP [Vav04]. L’ajout de chlore gazeux dans le bain NaCl−2CsCl
permet à l’oxychlorure de plutonium (PuO2Cl2) de précipiter sous forme de










Lambertin a également étudié la séparation du cérium et du plutonium
par précipitation sélective en ajoutant des ions oxydes en milieu CaCl2−NaCl
à 550 ◦C [Lam04]. Dans ce cas, la séparation n’est pas sélective puisque des
précipités d’oxyde de plutonium(III) (Pu2O3) et d’oxyde de cérium (CeO2)
sont formés.
L’électroraffinage (figure I.6c) met en jeu des opérations électrochimiques
pour la dissolution du combustible (oxydation anodique) et la récupération
d’éléments par électrodéposition (réduction cathodique). La cathode utilisée
peut être solide ou liquide, inerte ou réactive chimiquement ; l’intérêt du sub-
strat cathodique réactif résidant dans la modification des potentiels de réduc-
tion suite à la formation d’alliage avec l’espèce électrodéposée. En fonction
des couples redox des différentes espèces impliquées, la séparation sélective
peut être contrôlée par la différence de potentiel appliquée.
Ce type d’opérations est notamment au cœur des procédés développés au
RIAR et dans le cadre de l’IFR. Depuis une quinzaine d’années, les études
portant sur l’utilisation de l’électrochimie dans le nucléaire se sont succédées.
En 1997, Iizuka a ainsi travaillé sur le système UCl3−LaCl3−CeCl3 dans
LiCl−KCl à 500 ◦C avec une cathode en acier [Iiz97]. Sakamura a également
mené des investigations sur plusieurs mélanges de chlorures de lanthanides
(Y, La, Ce, Nd et Gd) et d’actinides (U, Np, Pu et Am) dans l’eutectique
LiCl−KCl sur cathode inerte en tantale [Sak98]. Si l’extraction de l’uranium,
du neptunium et du plutonium est plutôt sélective, l’américium, quant à lui,
est extrait avec les lanthanides. Kinoshita confirma l’impossibilité de séparer
l’américium du néodyme sur une cathode inerte [Kin03].
Toujours en milieu chlorure, Serp utilisa du bismuth liquide comme ca-
thode réactive pour séparer le plutonium du lanthane ; le bismuth permettant
d’obtenir une séparation plus sélective que le cadmium [Ser05a]. Les études
récentes en milieu chlorure montrent que l’aluminium peut également être
choisi comme cathode réactive [Ser05b, Cas07].
En comparaison, peu d’études ont été conduites en milieu fluorure pour
les raisons déjà évoquées. On peut néanmoins citer les travaux d’extraction
des lanthanides réalisés au Laboratoire de Génie Chimique de Toulouse dans
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l’eutectique LiF−CaF2 sur cathode de cuivre [Tax09] ou sur cathode en tungs-
tène [Gib09].
Enfin les différents travaux relatifs à l’extraction réductrice, ou extraction
liquide-liquide, sont décrits dans la section suivante (figure I.6d).
3.3 L’extraction réductrice liquide-liquide
À la différence des extractions liquide-liquide par simple partage interve-
nant dans le procédé PUREX par exemple, l’extraction réductrice met en jeu
une réaction d’oxydo-réduction à l’interface entre deux phases immiscibles ;
il n’y a donc pas transfert d’un élément, mais de deux. Généralement, les
systèmes employés sont constitués d’un métal liquide dans lequel les espèces
sous forme réduite sont dissoutes et d’un second solvant en couverture où les
composés sont en solution sous leur forme oxydée (oxydes, chlorures, fluo-
rures, etc.).
En pyrochimie nucléaire, ce second solvant est un halogénure fondu et
peut, soit contenir les solutés à extraire, soit être destiné à récupérer certains
éléments. C’est notamment le cas dans la seconde boucle du schéma de re-
traitement du MSFR présentée à la figure I.5 où les lanthanides en solution
dans le sel fluoré sont tout d’abord extraits dans une nappe de bismuth avant







Figure I.7: Schéma de principe de l’extraction réductrice liquide-liquide
À titre d’exemple, considérons le cas où l’espèce à récupérer se trouve ini-
tialement en solution dans la phase saline sous sa forme oxydée MXy, où X
désigne le chlore ou le fluor. Au contact du métal liquide, contenant un agent
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L’espèce réduite M se retrouve en solution dans l’alliage métallique et la
forme oxydée de l’élément réducteur RXz passe dans la phase saline. Cet
échange peut être schématisé par la figure I.7 et sa description thermodyna-
mique fait l’objet de la section 1 du chapitre suivant.
Différentes études ont été menées sur ce type de procédés ; elles sont ré-
sumées dans la table I.6. Beaucoup d’entre elles ont été réalisées en milieu
chlorure et étaient vouées au recyclage du combustible métallique ou oxyde
des réacteurs rapides ; les chlorures ayant des points de fusion plus bas et
étant beaucoup moins corrosifs que les sels fluorés. Les fluorures fondus ont
cependant été étudiés dans le cadre du MSBR, mais aussi parce qu’ils pré-
sentent l’avantage de pouvoir être directement incorporés dans des matrices
vitreuses.
Les premiers travaux portant sur les potentialités offertes par l’extraction
réductrice dans le nucléaire remontent aux années 1950 avec les travaux du
Brookhaven National Laboratory (BNL), New-York, relatifs au retraitement
du combustible bismuth-uranium du LMFR (Liquid Metal Fuel Reactor).
L’objectif était de récupérer les lanthanides en solution dans le combus-
tible métallique liquide au contact d’un sel chloré : l’eutectique ternaire
MgCl2−NaCl−KCl [Lan58]. Des essais d’extraction réductrice en halogénures
fondus visant à séparer le plutonium des produits de fission ont également
été réalisés au Los Alamos National Laboratory (LANL), Nouveau Mexique,
dans le cadre du projet LAMPRE (Los Alamos Molten Plutonium Reactor
Experiment) [Lea58].
Les premières recherches en milieu fluorure se sont développées avec le
MSBR et portaient sur le sel combustible LiF−BeF2−ThF4 [Fer70]. Ferris
a notamment travaillé sur le système LiF−BeF2/Li−Bi et a étudié le trans-
fert des lanthanides jusqu’au dysprosium et des actinides jusqu’au cali-
fornium [Fer71]. Dans les années 1980, Moriyama a également mené des
investigations sur le système LiF−BeF2/Li−Bi ainsi que des études ciné-
tiques [Mor84, Mor91]. Ce même auteur a aussi travaillé en milieu chlorure
(LiCl−KCl) avec d’autres solvants métalliques comme le zinc ou le cad-
mium [Mor97, Mor06].
À la même époque, de nouveaux systèmes ont fait l’objet de recherches
suite au programme IFR. Des études visant à séparer les actinides des lantha-
nides ont été conduites en milieu chlorure (LiCl−KCl) sur des nappes de cad-
mium et de bismuth à la fois à l’ANL et au CRIEPI, Japon (Center Research
Institute of Electric Power Industry) [Koy92, Kur95]. Bien que le bismuth soit
plus sélectif vis-à-vis de la séparation actinides-lanthanides, il fut abandonné
au profit du cadmium qui permettait de récupérer les actinides une fois en
solution par distillation.
À la fin des années 1990, des recherches portant sur l’extraction liquide-
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liquide ont été entreprises en France. Durant sa thèse, Lemort a étudié les
possibilités offertes par l’extraction réductrice pour traiter les calcinats des
produits de fission nécessitant la séparation des actinides résiduels des lan-
thanides [Lem97]. Pour faciliter la vitrification des déchets finaux, le système
LiF−CaF2/Mg−Zn aux alentours de 800
◦C a été retenu.
Cependant, les études thermodynamiques et expérimentales menées par
Rault dans le cadre d’une collaboration entre le CEA et l’INPG (Institut Na-
tional Polytechnique de Grenoble) sur la séparation uranium/lanthane ont
montré que l’aluminium était un agent réducteur bien plus prometteur que
le magnésium [Rau02]. Conocar a poursuivi ces investigations en utilisant
un mélange LiF−AlF3. L’aluminium seul étant trop léger, il a été allié à du
cuivre (22mol%) et, en utilisant l’eutectique LiF−AlF3 (85-15mol%), plus de
99% du plutonium et de l’américium ont été récupérés alors que les lan-
thanides (cérium et samarium) sont préférentiellement restés dans le bain
salin [Con05].
Sel Métal Réducteur Organisme
LiF−BeF2−ThF4 Bi Li ORNL





NaCl−KCL−MgCl2 Pu Pu LANL
LiF−CaF2 Zn Mg INPG
LiF−AlF3 Al Al CEA/INPG
Table I.6: Synthèse des études d’extraction liquide-liquide menées en halogé-
nures fondus [Ghe09]
Cette option constitue aujourd’hui une des voies de référence avec l’électro-
raffinage [Lac09] mais le passage à un procédé pré-industriel ou industriel né-
cessite encore beaucoup de développement. Les cinétiques d’extraction sem-
blant être limitées non pas par la réaction chimique mais par la diffusion des
espèces à l’interface, il convient de mettre au point un procédé permettant
d’optimiser le mélange des deux solvants et donc les temps d’échanges résul-
tants. En milieu aqueux ou organique, à basse température donc, le passage
de l’échelle du laboratoire à une échelle pilote fonctionnant en continu ne
soulève pas de grandes difficultés puisque de nombreux équipements dédiés
à l’extraction liquide-liquide existent (colonnes gravitaires, colonnes agitées,
mélangeurs-décanteurs ou extracteurs centrifuges).
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En revanche, les solutions technologiques permettant de réaliser ce même
saut pour les procédés pyrochimiques n’existent pas encore pour des appli-
cations nucléaires. Alors que les travaux portant sur le cœur de ces procédés
abondent dans la littérature, très peu de données relatives à leur mise en
œuvre à une échelle supérieure sont disponibles. Seul l’ANL a conçu un ex-
tracteur centrifuge dans le cadre du projet IFR qui a fonctionné une centaine
d’heures à 500 ◦C [Cho96]. Très compact, il permettait de traiter 1 lmin−1 de
sel. Toutefois, cet extracteur n’a fonctionné qu’en milieu chlorure et à des
températures relativement basses. En outre, depuis l’abandon du projet, les
matériels et savoir-faire ont disparu.
Le développement de procédés d’extraction liquide-liquide à l’échelle in-
dustrielle demeure pourtant envisageable mais ne sera réalisable qu’au terme
d’efforts menés dans le domaine des matériaux faisant face à ces milieux très
corrosifs, et qui constitue, à l’heure actuelle, un des verrous technologiques
majeurs. Les seuls exemples de procédés mettant en œuvre l’extraction ré-
ductrice n’existent actuellement qu’en métallurgie et encore à des échelles
bien plus grandes (plusieurs tonnes) que celles susceptibles de convenir pour
le nucléaire. Néanmoins, il peut être intéressant de se tourner vers les mé-
tallurgistes qui disposent d’une forte expérience dans la mise en place de
procédés d’extraction réductrice et qui ont également développé depuis une
quarantaine d’années des solutions technologiques permettant l’élaboration
de matériaux très réactifs (alliages de titanes par exemple) via des procédés
électromagnétiques.
Dans ce travail, nous avons donc étudié la possibilité d’utiliser un four à
induction électromagnétique pour accélérer la cinétique d’extraction de lan-
thanides contenus initialement dans un sel fluoré (le fluorure de lithium) vers
une nappe métallique d’antimoine. L’intérêt de mettre en œuvre un procédé
électromagnétique est double : il permet à la fois de chauffer et de fondre les
deux solvants jusqu’à la température de travail tout en assurant également le
brassage des deux phases.
Peu d’études ont été réalisées sur les cinétiques d’extraction. Cependant, les
études antérieures décrites au chapitre suivant montrent que le transfert de
masse au voisinage de l’interface est généralement le mécanisme limitant. Il
est donc nécessaire d’assurer une agitation efficace des deux phases ainsi que
de l’interface pour optimiser les cinétiques d’échanges. Pour ce faire, l’ampli-
tude du champ magnétique a été modulée pour permettre d’exciter l’interface






L’objectif de ce chapitre est de présenter les bases théoriques nécessaires à
la compréhension des différents phénomènes intervenant dans ces travaux.
Les aspects thermodynamiques inhérents à l’extraction réductrice liquide-
liquide sont décrits dans le premier volet de ce chapitre après avoir rappelé
quelques notions de thermodynamique.
La seconde section de ce chapitre décrit les aspects cinétiques relatifs aux
opérations d’extraction réductrice. La cinétique de la réaction chimique ou le
transfert de masse des espèces réactives à l’interface entre les deux fluides
pouvant gouverner les échanges, différents modèles sont présentés. Le choix
de celui qui a été retenu par la suite est justifié. Cette section présente éga-
lement les études antérieures de cinétique réalisées dans le cadre des extrac-
tions réductrices étudiées pour le nucléaire mais également en métallurgie et
plus particulièrement dans le cas où le métal est brassé électromagnétique-
ment.
Enfin, la description de la magnétohydrodynamique nécessaire à la compré-
hension du four à induction utilisé dans cette étude fait l’objet de la dernière
partie de ce chapitre.
1 thermodynamique des procédés d’extraction réductrice
1.1 Rappels de thermodynamique
En premier lieu, il convient de rappeler quelques notions de thermodyna-
mique indispensables à l’étude des équilibres chimiques.
On définit une solution comme un mélange homogène de plusieurs consti-
tuants formant une seule phase ; le constituant majoritaire est appelé solvant,
les autres constituants, solutés. La composition du mélange peut être caracté-
risée par la fraction molaire de chacun des constituants. Si l’on considère un
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où ni désigne la quantité de matière de i exprimée en mole.
Le comportement d’un constituant i en solution est décrit par son activité
que l’on peut interpréter comme étant la concentration « effective » ou « utile »
du constituant en solution. Elle est définie à partir de son enthalpie libre
molaire partielle ou potentiel chimique µi qui traduit la variation d’enthalpie







= µ◦i + RT lnai (II.2)
où µ◦i est le potentiel chimique du constituant i pris dans son état de référence
qu’il convient de préciser. Dans la suite, l’état de référence choisi est le liquide
pur à la pression standard p◦ = 1 bar et à une température donnée. L’activité
d’un constituant dépend donc du choix de l’état de référence et est égale à
l’unité si ce dernier se trouve dans son état de référence.
L’activité chimique d’un constituant est fonction de la température et de la
pression mais également de la composition du mélange ; on introduit donc
généralement un coefficient d’activité γi qui permet d’exprimer l’activité de
i en fonction de sa concentration.
ai = γixi (II.3)
À partir de cette notion d’activité, deux types de solutions peuvent être
définies : les solutions dites idéales et les solutions réelles. Pour une solu-
tion idéale, le coefficient d’activité vaut 1 ; l’activité du constituant peut alors
être confondue avec sa fraction molaire. Cette situation traduit le fait que les
interactions moyennes entre les différents constituants du mélange sont d’in-
tensités comparables à celles régnant entre les constituants de même nature
pris isolément. Dans ce cas, les constituants suivent la loi de Raoult.
ai = xi (II.4)
Cependant, la plupart des solutions s’écartent de l’idéalité. On distingue
deux types de comportements représentés sur la figure II.1 :
– Lorsque les interactions entre les deux constituants du mélange sont plus
fortes que lorsqu’ils sont isolés, on observe une déviation négative par
rapport à la loi de Raoult (γi < 1) qui traduit une stabilité accrue de la
solution par rapport à la solution idéale (tendance à l’association).
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– Par contre, si les interactions entre les constituants sont plus faibles, on
observe une déviation positive par rapport à la loi de Raoult (γi > 1) :
le mélange est alors moins stable.
Quelque soit la déviation observée, lorsque la solution réelle est très concen-
trée, le comportement du constituant majoritaire – c’est le cas du solvant –
tend asymptotiquement vers celui d’une solution idéale (γi → 1 lorsque
xi → 1). En revanche, si un constituant est très dilué, on peut considérer
que son activité varie linéairement avec sa fraction massique ou encore que
son coefficient d’activité est indépendant de la composition (γi → γ∞i lorsque
xi → 0). On appelle alors γ∞i coefficient d’activité à dilution infinie. Ce com-
portement s’explique par le peu d’interactions régnant entre l’espèce très di-
luée et les autres constituants du mélange du fait même de sa faible présence.
Dans ce cas, on dit que le soluté est en solution infiniment diluée et qu’il suit




























Figure II.1: Activité du soluté i dans un mélange binaire en fonction de la
composition
Comme nous le verrons par la suite, les solutions utilisées en pyrochimie
ne sont pas idéales. Il convient donc de prendre en compte les interactions
solutés-solvants. Il existe de nombreux travaux rapportant des mesures de
coefficients d’activité dans les métaux liquides [Leb93, Fin05, Lam05, Cor08] ;
beaucoup moins dans les sels fondus.
35
chapitre ii : aspects théoriques
1.2 Outil thermodynamique lié à l’étude des équilibres
Pour caractériser l’extraction ou la séparation de différents composés, di-
vers descripteurs peuvent être définis à partir de considérations thermodyna-
miques. Pour cela, reprenons l’exemple décrit à la section 3.3 du chapitre I à
savoir le transfert d’un constituant MXy de la phase saline vers la phase mé-
tallique par l’intermédiaire d’un réducteur R. L’équation bilan de la réaction












Spontanément, le système évolue tant que sa variation d’enthalpie libre
au cours de la réaction reste négative. L’état d’équilibre est atteint lorsque
celle-ci devient nulle. Cette variation peut être exprimée à partir du potentiel












◦ + RT lnK◦ = 0 (II.7)
où νi est le coefficient stœchiomètrique algébrique de l’espèce i dont le signe
est négatif si i est un réactif et positif s’il s’agit d’un produit.
Cette expression fait apparaître le lien entre l’enthalpie libre standard de
réaction ∆rG◦ et la constante d’équilibre de la réaction K◦ qui est définie à
partir des activités des constituants. D’après la loi de Hess, l’enthalpie libre
standard de réaction peut également être déduite des enthalpies libres stan-
dards de formation des différentes espèces intervenant dans le bilan de la
réaction.
Les enthalpies libres standards de formation des corps simples pris dans
leur état de référence étant nulles, la variation d’enthalpie libre standard qui












Avec la définition de l’activité chimique donnée précédemment, il est pos-
sible d’exprimer la constante d’équilibre K◦M à partir des coefficients d’activité


















Bien qu’aucun des solvants n’intervienne dans le bilan global de la réaction,
ils peuvent néanmoins contribuer à déplacer l’équilibre chimique dans un
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sens ou dans l’autre ; les coefficients d’activité et les solubilités des espèces
réactives étant fortement dépendants de leur présence.
Pour caractériser l’équilibre thermodynamique lors d’une opération d’ex-
traction liquide-liquide, le premier descripteur qui s’impose naturellement
est le coefficient de partage. Comme son nom l’indique, il décrit la réparti-
tion d’une espèce entre deux phases. Étant donné que l’élément à extraire est
en solution dans la phase saline, on peut définir le coefficient de partage de
l’élément i comme étant le rapport des concentrations de i dans le métal et









D’après l’équation II.9, ces deux coefficients de partage sont liés à la













Par ailleurs, si l’on suppose que les constantes d’activité sont indépen-
dantes de la concentration, la courbe d’équation logDM = f (logDR) est une
droite de pente y/z (figure II.2).















Figure II.2: Représentation de la distribution de différents éléments lors de
leur extraction par un agent réducteur R ; les éléments M et M ′
ont la même valence y – l’élément M" a une valence supérieure.
Le rendement de l’extraction ou facteur d’extraction FM peut également
être utilisé pour décrire les échanges intervenant dans ce type d’opérations. Il
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est défini comme le rapport entre la quantité de l’élément extrait neqM dans le







En exprimant ces quantités de matière à partir des fractions molaires à l’équi-






où nm et ns désignent respectivement le nombre de moles des phases métal-
lique et saline.
Cette expression souligne le fait que l’équilibre chimique peut être déplacé
en jouant sur la dilution ou la concentration des espèces réactives c’est-à-dire
sur les volumes de solvant. De ce fait, l’extraction d’un élément sera d’autant
plus efficace que le facteur nm/nsDM sera grand devant l’unité.
Enfin, dans le cas où plusieurs solutés sont présents, il convient de définir





Graphiquement, la valeur du facteur de séparation correspond à la distance
séparant les droites de l’élément M et M' sur la figure II.2. En notant K◦M' la
constante de la réaction d’oxydo-réduction impliquant l’élément M', il appa-
raît que le facteur de séparation ne fait intervenir que les coefficients d’activité












De plus, si l’on considère que les deux solutions sont idéales, le facteur de
séparation s’exprime directement en fonction des enthlapies libres de forma-













Dans ce cas, plus l’écart entre les enthalpies libres standards de forma-
tion est grand, plus les éléments seront faciles à séparer. Le diagramme
d’Ellingham présenté sur la figure II.3 permet de visualiser les enthalpies
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libres standards de formation de quelques chlorures (figure II.3a) et fluorures
(figure II.3b) d’actinides et de lanthanides de valence III ramenées à une mole
d’halogène. Dans chacun des diagrammes, on distingue deux zones : la plu-
part des halogénures d’actinides sont regroupés et constituent une première
zone alors que les halogénures de lanthanides sont situés un peu plus bas
dans le diagramme. Ces écarts autorisent, a priori, la séparation entre les acti-
nides et les lanthanides en milieu chloré ou fluoré. Cette séparation semble
toutefois favorisée par l’utilisation de composés fluorés puisque les écarts
entre les actinides et les lanthanides du diagramme II.3b sont légèrement
supérieurs à ceux qui peuvent être observés dans le cas des chlorures.




























































































Figure II.3: Diagrammes d’Ellingham de quelques chlorures et fluorures
d’actinides et de lanthanides établis à partir des données thermo-
dynamiques accessibles dans la littérature [Bar77, Cha85, Kna91]
De la même façon, une extraction simple sera thermodynamiquement pos-
sible si l’enthalpie libre standard de réaction définie par l’équation II.8 est
strictement négative. Ainsi, un élément dont l’enthalpie libre standard de for-
mation ramenée à une mole d’halogène est inférieure à celle d’autres compo-
sés permettra leur réduction. Sur les diagrammes de la figure II.3, on constate
par exemple que le lithium est un bon candidat.
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1.3 Solutions réelles : influence des coefficients d’activité sur l’extraction
S’il est facile de déduire si l’extraction ou la séparation de plusieurs élé-
ments est possible à partir des enthalpies libres standards de formation des
constituants, il est en revanche bien plus difficile d’appréhender l’impact des
coefficients d’activité lié à la non-idéalité des solutions. Lemort a ainsi mon-
tré lors de sa thèse que les distributions expérimentales obtenues avec le sys-
tème LiF−CaF2/Mg−Zn s’écartent très clairement de celles obtenues par le
calcul en considérant les solutions idéales [Lem97]. Avant lui, Ferris avait
dressé le même constat [Fer70].
Les travaux de Moriyama dans le système LiF−BeF2/Li−Bi ont démontré
que le partage de certains éléments dépend notamment de la composition du
solvant salin [Mor83] : plus le sel fondu est riche en fluorure de lithium, plus
l’extraction de l’élément est rendue difficile (figure II.4).

















41 % 50 % 60 % 65 % 70 %
Figure II.4: Influence de la composition du solvant salin sur le coefficient de
partage du thorium dans le système LiF−BeF2/Li−Bi – la compo-
sition du sel en LiF varie de 41mol% à 70mol% [Mor83]
Cette observation, également faite par Ferris, traduit une variation des co-
efficients d’activité à dilution infinie des éléments dissous dans le sel lorsque
la composition du solvant varie. Dans certains cas (extraction du thorium
par exemple), la variation du coefficient d’activité est si importante que
Moriyama suggère que des ions complexes se forment d’après l’équation
suivante
MFy + (x− y)LiF −−⇀↽− Lix−yMFx (II.17)
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Le bilan global de la réaction d’extraction s’écrit alors
Lix−yMFx + yLi −−⇀↽−M+ xLiF (II.18)
La formation de ces complexes permet d’expliquer la faisabilité de l’ex-
traction d’éléments par l’aluminium dans les systèmes étudiés par Rault
et Conocar [Rau02, Con05]. Si les solutions étaient idéales, l’aluminium ne
pourrait pas réduire les actinides et les lanthanides puisque le fluorure d’alu-
minium (III) est situé au-dessus des fluorures d’actinides et de lanthanides
dans le diagramme d’Ellingham (figure II.3b). Toutefois, la formation de
cryolithe de lithium Li3AlF6 permet de stabiliser AlF3 dans le bain salin. Par
exemple, Rault donne les enthalpies libres standards de la réaction de réduc-
tion du trifluorure d’uranium par l’aluminium à 1000K.
UF3 +Al −−⇀↽− U+AlF3 (II.19)
UF3 + 3LiF+Al −−⇀↽− U+ Li3AlF6 (II.20)
Sans prendre en compte la formation de cryolithe, l’enthalpie libre standard
de la réaction II.19 est égale à +36.7 kJmol−1 : la réaction ne se fait donc
pas dans le sens direct. Par contre, si AlF3 est stabilisé par la formation de
cryolithe (équation II.20), la réaction est possible puisque son enthalpie libre
standard de réaction est −4.37 kJmol−1.
En fluorures fondus, il est cependant très difficile de prendre en compte
les coefficients d’activité des composés en solution dans le sel par manque de
données expérimentales. En revanche, la littérature est un peu plus abondante
en milieu chlorure. On peut néanmoins supposer qu’à valence identique, les
coefficients d’activité des lanthanides et des actinides sont du même ordre
de grandeur dans un solvant identique. En effet, les rayons ioniques de ces
éléments étant très proches, il est raisonnable de penser que les interactions
de ces éléments avec le solvant sont de même intensité. Cette hypothèse est
vérifiée par les mesures effectuées en chlorures fondus regroupés dans la
table II.1. On constate que les coefficients d’activité des trichlorures de lantha-
nides et d’actinides sont très proches. Seul, le coefficient d’activité de ThCl4
dont la valence est plus élevée s’écarte des autres valeurs.
Composé LaCl3 CeCl3 PrCl3 GdCl3 ThCl4 UCl3 NpCl3 PuCl3
logγ −2.23 −2.30 −2.26 −2.34 −3.17 −2.34 −2.30 −2.39
Table II.1: Coefficients d’activité de quelques chlorures de lanthanides et d’ac-
tinides dans LiCl−KCl à 500 ◦C [Ghe09]
Lemort a également pu vérifier cette conjecture en mesurant le partage
de l’uranium et du lanthane dans le système LiF−CaF2/Mg−Zn [Lem97]. En
41
chapitre ii : aspects théoriques
utilisant les valeurs des coefficients d’activité à dilution infinie dans le zinc
fournies par la littérature, il a déduit le ratio des coefficients d’activité du





En première approximation, on peut donc considérer que log γM'Xy/γMXy ≈ 0
pour des éléments M et M' de même valence. Les calculs du facteur de sé-
paration donné par l’équation II.15 peuvent être réalisés en ne prenant en
compte que les coefficients d’activité des éléments extraits dans le métal et
pour lesquels de nombreuses données ont été compilées par Lebedev [Leb93].
À titre d’exemple, nous pouvons reprendre les résultats des expériences me-
nées par Ferris dans les années 1970 dans LiF−BeF2−ThF4 (76-16-12mol%)
à 600 ◦C. Lors des essais réalisés, entre 200 et 300 g de bismuth sont utilisés
pour 125 g de sel [Fer70]. L’agent réducteur choisi étant le lithium, l’extrac-
tion d’un élément M de la phase saline vers la phase métallique est décrite
par l’équation
MXy + yLi −−⇀↽−M+ yLiF (II.22)
Dans ce cas, la relation II.11 liant les coefficients de partage de l’élément à
extraire M et du réducteur Li se résume à
logDM = y logDLi + logK′M (II.23)
où K′M est la constante d’équilibre apparente de la réaction d’extraction de M ;












Ferris a pris soin de travailler avec des concentrations en soluté faibles
dans le métal et dans le sel (xM < 0.002 et xMFy < 0.002) de sorte que les
coefficients d’activité des différents composés puissent être considérés comme
constants. En faisant varier les concentrations initiales des phases, il a pu
déterminer les constantes d’équilibre apparentes K′ associées à l’extraction
de différents éléments à partir de la droite d’équation logDM = f (logDLi).
Pour les éléments présents sous un seul degré d’oxydation dans le sel, les
pentes obtenues sont en accord avec la valence de ces éléments [Fer70].
Si on considère que les solutions sont idéales, il est possible de calculer les
constantes d’équilibre à partir des données thermodynamiques provenant de
la littérature (table II.2a) et de les confronter aux résultats expérimentaux. Les
constantes mesurées et calculées associées à l’extraction du lanthane (III), du





LaF3 −1693.50 + 0.2539 T
NdF3 −1666.20 + 0.2441 T
ThF4 −2053.20 + 0.2719 T
PuF3 −1522.90 + 0.2176 T
LiF −0594.62 + 0.0777 T
(a) Enthalpies libres standards de for-







(b) Coefficients d’activité dans le bis-
muth liquide [Leb93]
Table II.2: Données thermodynamiques utilisées pour le calcul des constantes
d’équilibre apparentes – la température T est en Kelvin
néodyme (III), du thorium (IV) et du plutonium (III) sont compilées dans la
table II.3. Les résultats de Ferris mettent en évidence des écarts importants
entre les constantes d’équilibre apparentes mesurées et les constantes d’équi-
libre calculées, témoignant des écarts à l’idéalité des solutions. Les valeurs ex-
périmentales sont notamment inférieures aux prévisions thermodynamiques
(excepté pour le lanthane). Cette observation est plus particulièrement vraie
pour les actinides.
En tenant compte des interactions dans la phase métallique, c’est-à-dire en
faisant intervenir les coefficients d’activité du lithium et des espèces extraites









La table II.3 regroupe les constantes d’équilibre apparentes obtenues en in-
tégrant les interactions soluté-solvant dans le bismuth (table II.2b). Bien que
des écarts avec les données de Ferris subsistent, les constantes d’équilibre
apparentes sont beaucoup plus proches des valeurs expérimentales. Les coef-
ficients de partage calculés sont alors en accord avec ceux mesurés à l’ORNL
(figure II.5).
À partir de ces considérations thermodynamiques, nous allons pouvoir
choisir l’élément réducteur utilisé pour réaliser nos expériences d’extraction
de lanthanides et estimer les facteurs de récupération envisageables. Faute de
données relatives aux coefficients d’activité des fluorures de lanthanides dans
notre solvant salin, ces calculs ne prendront en compte que les interactions
des éléments à extraire avec le solvant métallique.
Ces travaux visant également à étudier les cinétiques d’extraction, la section
suivante présente les modèles permettant de décrire les vitesses de transfert
selon que le mécanisme limitant soit la chimie ou le transport des espèces
réactives à l’interface entre les deux fluides.
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Élément logK′ logK◦ logK′
transféré expérimental calculé calculé
LaF3 6.63 06.49 06.00
NdF3 6.80 07.61 06.14
ThF4 9.08 17.43 08.27
PuF3 9.98 14.80 10.63
Table II.3: Comparaison des contantes d’équilibre apparentes mesurées par
Ferris dans le système LiF−BeF2−ThF4 (76-16-12mol%)/Li−Bi à
600 ◦C et calculées en prenant, ou non, en compte les coefficients
d’activité des solutés dans le bismuth liquide [Fer70]


























Figure II.5: Comparaison des coefficients de partage mesurés par Ferris et
calculés en ne prenant en compte que les coefficients d’activité
dans le bismuth [Fer70]
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2 cinétique de l’extraction liquide-liquide
L’étude d’une opération d’extraction réductrice passe nécessairement par la
description thermodynamique du cœur du procédé. Elle permet de détermi-
ner les solvants à utiliser, leur proportion ainsi que le nombre d’extractions
nécessaires pour atteindre un rendement donné. Cependant, la thermody-
namique ne renseigne que sur l’état vers lequel le système tend mais pas
sur sa vitesse d’évolution. L’étude cinétique est donc indispensable avant de
conclure quant à la faisabilité d’un tel procédé.
L’extraction étant rendue possible par une réaction hétérogène à l’interface
entre les deux fluides ; sa cinétique peut donc être contrôlée par :
– la vitesse de la réaction chimique elle-même ; on parlera alors de ciné-
tique chimique (figure II.6c).
– le transport convecto-diffusif des espèces réactives de part et d’autre de
l’interface ; dans ce cas, on parlera de cinétique physique ou transfert de




























































(d) Contrôle mixte de la cinétique
Figure II.6: Profils de concentration au voisinage de l’interface sel-métal sui-
vant le ou les phénomène(s) contrôlant la cinétique
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2.1 Cinétique chimique
La cinétique chimique permet d’étudier la vitesse de formation des pro-
duits et de consommation des réactifs en fonction de différents paramètres
(température, quantité de réactifs ou de produits, présence d’un catalyseur,
etc.).














on peut définir la vitesse molaire de réaction r (exprimée en mol s−1) comme










Dans le cadre d’une réaction hétérogène, il est pratique de se ramener à des
vitesses de réaction surfaciques que l’on notera rS = r/S, où S est la section de
l’interface à laquelle se déroule la réaction. Si elle est réversible, cette vitesse






où r+S et r
−
S sont respectivement les vitesses surfaciques de la réaction se dé-
roulant dans le sens direct et dans le sens indirect.
Généralement, les lois de vitesse peuvent être exprimées comme le produit
de puissance des concentrations des réactifs. Pour la réaction se déroulant









Ici, k+c est la constante de vitesse de la réaction directe, CMXy et CR les concen-
trations respectives de MXy et R exprimées en molm
−3, et α et β les ordres
partiels de la réaction. Lorsque la réaction suit la loi de Van’t Hoff, les ordres
partiels de la réaction sont égaux aux coefficients stœchiométriques.
En considérant que les réactions chimiques intervenant lors des extractions
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En outre, si les espèces R et RXz sont en excès, on peut considérer que leur
concentration varie peu au cours de la réaction. On définit alors les constantes
de vitesse apparentes k+ ′c et k− ′c exprimées en ms−1


























où Vs désigne le volume de la phase saline.
En notant C0MXy la concentration initiale de l’élément à extraire et en consi-
dérant que la phase métallique ne contient pas d’élément M au début de
l’extraction, le bilan de masse donne






Vm est le volume de métal et, C
eq
MXy
et CeqM les concentrations respectives de
MXy et M à l’équilibre qui peuvent être exprimées à partir des constantes de




























L’intégration de cette équation conduit à l’expression de l’évolution de la

























chapitre ii : aspects théoriques
Lorsque l’étape limitante est la cinétique chimique, la mesure des concen-
trations des solutés permet donc de déterminer les valeurs des constantes de
vitesse.
Cependant, il est généralement admis que c’est le transport d’espèces réac-
tives à l’interface qui contrôle la cinétique des échanges dans ce type d’opéra-
tion. La section suivante décrit les différents modèles qui peuvent être utilisés
pour décrire ces transferts.
2.2 Transport de masse aux interfaces liquide-liquide
Les transferts de masse aux interfaces ont été particulièrement étudiés aux
interfaces liquide-gaz. La plupart des modèles énoncés ci-dessous ont été dé-
veloppés pour décrire ces transferts ; ils peuvent néanmoins être transposés
sans difficulté aux interfaces liquide-liquide. Dans chacun de ces modèles, la
cinétique chimique n’est pas l’étape cinétiquement limitante et n’intervient
pas ; les concentrations des espèces réactives à l’interface sont donc station-
naires et données par l’équilibre thermodynamique.
2.2.1 Théorie du film
Lewis et Whitman ont été les premiers à proposer un modèle de transfert
de masse aux interfaces en 1924 [Lew24]. Celui-ci suppose que la résistance
aux transferts est uniquement localisée dans deux films minces stationnaires
situés de part et d’autre de l’interface. Au sein de ces deux films, le transport
est uniquement contrôlé par la diffusion moléculaire alors qu’à l’extérieur, les
phases sont considérées comme étant suffisamment agitées pour être chimi-
quement homogènes.
La diffusion des espèces étant le mécanisme limitant au voisinage de l’in-
terface, les flux de masse peuvent être exprimés à partir de la loi de Fick.
Dans la suite du développement, nous reprenons le cas du transfert de l’élé-
ment M de la phase saline vers la phase métallique. Nous noterons jM,s et
jM,m les densités de flux de masse respectives dans la phase saline et dans la
phase métallique, DM,s et DM,m les diffusivités des espèces en solution dans
chacune des phases, δc,s et δc,m les épaisseurs des deux couches de diffusion
et enfin CbMXy , C
i
MXy
, CbM et C
i
M les concentrations respectives de soluté dans
le sel et dans le métal (en molm−3) au cœur des bains et à l’interface entre les
deux fluides (figure II.7).































Figure II.7: Modèle du film de Lewis et Whitman
Cette écriture fait apparaître une constante de transfert de masse dans cha-
cune des phases définies comme le rapport de la diffusivité sur l’épaisseur de








La réaction chimique n’étant pas l’étape cinétiquement limitante, les
concentrations à l’interface sont égales à chaque instant aux concentrations
données par l’équilibre thermodynamique. Ainsi, les concentrations de part
et d’autre de l’interface peuvent être exprimées à partir du coefficient de
partage de l’espèce transférée. Pour éviter toute confusion avec le coefficient
de partage défini plus haut à partir des fractions molaires, nous noterons P





Dés que le régime est établi, l’égalité des densités de flux de masse dans
chacune des phases (jM,s = jM,m = jM) permet d’exprimer une des deux
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En introduisant le coefficient de transfert global k, la densité de flux de


















Suivant les valeurs de ks, km et P, on peut distinguer trois régimes de
transfert :
– Lorsque ks ≪ kmP, k ≈ ks : le transfert de masse est contrôlé par la
diffusion dans la couche saline.
– Lorsque ks ≫ kmP, k ≈ kmP : le transfert de masse est contrôlé par la
diffusion dans la couche métallique.
– Lorsque ks ≈ kmP : le transfert de masse est contrôlé par la diffusion
dans les deux couches.
La détermination expérimentale des coefficients de transfert de masse dans
chacune des phases peut être réalisée en mesurant les concentrations des
espèces au cœur du bain à différents instants puisque la loi d’évolution de la



















où S, Vm et Vs désignent respectivement la surface de l’aire interfaciale et les
volumes de métal liquide et de sel fondu.
En définissant les temps caractéristiques de transfert de masse dans cha-
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où CeqM et C
eq
MXy
sont les concentrations à l’interface supposées à l’équilibre à
chaque instant et C0MXy la concentration initiale de MXy dans le bain salin ; la
concentration initiale de M dans la phase métallique étant considérée comme
nulle dans ce cas.
Ainsi, les temps caractéristiques, et donc les constantes de transfert de
masse, peuvent être déterminés en suivant l’évolution temporelle des concen-
trations des solutés dans chacun des bains.
2.2.2 Modèle de pénétration
En 1935, Higbie proposa un modèle basé sur l’idée que des éléments is-
sus du cœur du fluide viennent périodiquement séjourner au voisinage de
l’interface [Hig35]. Au contraire du modèle de la double couche de Lewis
et Whitman, ces éléments ne stagnent pas au voisinage de l’interface mais
vont seulement y séjourner pendant un temps fini θc durant lequel le soluté
diffuse à travers l’interface. Au-delà de ce temps de contact, les éléments de





Figure II.8: Modèle de pénétration de Higbie
Le transfert du soluté étant régi par l’équation de la diffusion, son intégra-
tion permet d’obtenir la densité de flux de masse instantanée. L’expression
de la densité de flux de masse moyenne sur un temps θc permet d’obtenir
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2.2.3 Modèle de renouvellement de l’interface
La théorie d’Higbie a été amendée en 1951 par Danckwerts [Dan51].
Comme dans le modèle de pénétration, l’interface est supposée être consti-
tuée d’éléments de fluide venant du cœur du bain parfaitement agité. Seule-
ment, Danckwerts estime que ces éléments ne sont pas exposés à l’interface
durant un temps constant, mais que la probabilité de remplacement d’un
élément est indépendante du temps durant lequel il y a séjourné et est égale
à s dt entre t et t+dt. Le temps de séjour d’un élément à l’interface suit alors
une loi exponentielle dont la densité de probabilité s’écrit
f (t) = se−st (II.53)
Son temps moyen de séjour est 1/s conduisant à un coefficient de transfert




2.2.4 Corrélation de Davies
Les transferts de masse dépendent essentiellement des conditions hydrody-
namiques :
– On considère notamment que le cœur du bain est toujours parfaitement
agité si bien que les résistances au transfert ne sont localisées qu’au voi-
sinage de l’interface. Cette hypothèse est validée lorsque le nombre de





– Le renouvellement chimique de l’interface est principalement assuré par
les plus grandes structures turbulentes mais également par l’agitation
locale de l’interface.
– La surface même de l’échange est fortement liée aux écoulements.
Cependant, aucun des modèles évoqués précédemment ne permet d’expri-
mer explicitement le coefficient de transfert de masse en fonction des vitesses
caractéristiques de l’écoulement. Par exemple, si les modèles de Higbie et
de Danckwerts décrivent le renouvellement chimique de l’interface par les
plus grandes structures turbulentes, ils ne donnent en revanche aucune in-
dication permettant d’estimer le temps de séjour θc ou s des éléments de
fluide à l’interface. Il en est de même pour le modèle de Lewis qui ne prend
pas en compte l’influence de l’écoulement sur les épaisseurs des couches de
diffusion chimique.
Davies proposa d’exprimer cette épaisseur à partir des caractéristiques de
l’écoulement [Dav72]. Cette corrélation prend en compte la vitesse du fluide
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au voisinage de l’interface et met en évidence l’échelle capillaire comme lon-
gueur caractéristique vis-à-vis des transferts puisque c’est la tension de sur-
face qui limite les déformations de l’interface.
Dans le cas où l’une des deux phases est agitée et l’autre non, le coefficient
de transfert de masse est donné par la relation :
k = 0.32D1/2U3/2ρ1/2γ−1/2 (II.56)
où U représente la vitesse caractéristique du fluide au voisinage de l’interface
dans la phase agitée, ρ la densité de la phase agitée et γ la tension interfaciale.
Si les deux phases sont agitées, la corrélation de transfert de masse devient
k = 0.32D1/2λ−1/2 (U1 +U2)
1/2 (II.57)
où λ désigne la distance à l’interface à partir de laquelle on note une dimi-
nution de la turbulence et U1 et U2 les vitesses turbulentes dans chacune des
phases.
Contrairement au modèle de Lewis, le coefficient de transfert de masse
donné par les modèles de Davies, Danckwerts et Higbie varie comme D1/2
ce qui est vérifié expérimentalement. Il est cependant possible de généraliser
la théorie de Lewis en ne considérant plus des films stagnants mais que deux
couches limites hydrodynamiques de chaque côté de l’interface. Le transfert
de masse est alors contrôlé par la diffusion dans ces sous-couches puisque,
pour un nombre de Schmidt supérieur à l’unité, la sous-couche de diffusion
chimique d’épaisseur δc est contenue dans la sous-couche visqueuse dont




où Sc = ν/D est le nombre de Schmidt défini comme le rapport de la viscosité
cinématique ν sur le coefficient de diffusion D du soluté.
Ainsi, le modèle du film de Lewis généralisé, ou modèle de la double
couche, conduit à un coefficient de transfert de masse k proportionnel à D1/2
en accord avec les observations expérimentales puisque δc ∝ D1/2.
Ce modèle est couramment utilisé dans l’étude des transferts de masse aux
interfaces liquide-liquide. Dans nos expériences, on supposera que le cœur
de chaque phase est suffisamment agité pour utiliser ce modèle et déduire,
à partir de l’évolution temporelle des concentrations dans chaque phase, les
valeurs des coefficients de transfert de masse.
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2.3 Études antérieures de transfert de masse aux interfaces liquide-liquide
Dans le cadre des extractions liquide-liquide intéressant le nucléaire, très
peu de travaux portant sur la cinétique des transferts ont été conduits jus-
qu’à présent. Cependant, dans le domaine de la métallurgie où l’extraction
liquide-liquide est utilisée lors des étapes d’affinage des poches d’acier, de
nombreuses études ont mis en évidence que la cinétique chimique est ra-
rement l’étape limitante [Hab69]. Ces études soulignent également l’impor-
tance de l’agitation de l’interface pour favoriser les transferts de masse aux
interfaces métal-laitier.
Vasse a ainsi étudié les cinétiques de désulfuration d’une poche d’acier
de 5 t installée à l’IRSID (Institut de Recherche SIDérurgique) [Vas82]. Il a
utilisé d’une part, un brassage pneumatique par injection d’argon dans le mé-
tal capable d’engendrer beaucoup de turbulence à l’interface métal-laitier et
d’autre part, un brassage inductif généré par un champ magnétique alternatif
de 25 ou 50Hz qui permet d’agiter plus efficacement le cœur du bain mais en-
gendre peu de turbulence à l’interface. Les coefficients de transfert de masse
ont été déterminés par le modèle de la double couche. Si l’induction offre
l’avantage supplémentaire de pouvoir chauffer le bain en plus de le brasser
tout en améliorant les transferts de masse, le bullage conduit à des coeffi-
cients de transfert de masse supérieurs. Sur un bain d’acier de taille similaire,
Carlson a également constaté que le brassage pneumatique demeure plus
efficace que le brassage électromagnétique [Car84].
Burty s’est penché sur ce problème en ajoutant au brassage électromagné-
tique, un bullage d’argon [Bur00]. Il a ainsi combiné les capacités de chauffage
et de mélange du cœur du bain offertes par l’induction électromagnétique
tout en maintenant une forte agitation de l’interface grâce au brassage pneu-
matique. Les résultats des expériences sont très concluants : les coefficients de
transfert de masse obtenus en ajoutant le bullage d’argon au brassage inductif
sont deux fois supérieurs à ceux mesurés sans brassage pneumatique.
Si le brassage pneumatique demeure moins énergivore que l’induction élec-
tromagnétique tout en étant plus efficace, il présente toutefois les inconvé-
nients liés à la gestion des buses d’injection. Suite aux travaux de thèse de
Galpin portant sur la déformation des interfaces à l’aide d’un champ ma-
gnétique basse fréquence [Gal88], Debray a étudié l’impact de cette agita-
tion causée par le champ magnétique sur les transferts de masse aux inter-
faces [Deb94]. Pour cela, il a mis en place une maquette en mercure recouvert
d’un électrolyte lui permettant d’extraire un polluant simulé par de l’indium
en solution dans un métal liquide. Ces travaux ont mis en évidence que le
coefficient de transfert de masse k varie comme (ωh)3/2 où ωh est la vitesse
maximale de l’interface (figure II.9).
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Figure II.9: Évolution du coefficient de transfert de masse k en fonction de la
vitesse maximale de l’interface mercure-électrolyte ωh [Deb94]
Cette étude a été poursuivie par Cariteau et Saadi [Car01, Saa06] qui
ont observé d’autres régimes de transfert dépendants de l’intensité et de la
fréquence du champ magnétique (figure II.10) :
– Lorsque B 6 0.06 T, k ∝ B1/2. L’interface mercure-électrolyte est très peu
déformée quelque soit la fréquence utilisée (figure II.11a). Dans ce cas,
on peut considérer que le renouvellement de l’interface est lié à la vitesse
des vortex qui varie comme l’intensité du champ magnétique. Le temps
de séjour d’un élément de fluide au voisinage de l’interface est donc
proportionnel à B ce qui permet d’expliquer que le coefficient de transfert
de masse suit une loi en B1/2.
– Lorsque B > 0.06 T et f 6 50Hz, k ∝ B3/2 (figure II.11b). On retrouve
la loi de Davies donnée par l’équation II.56 puisque le mercure est suf-
fisamment agité. La vitesse caractéristique de l’écoulement U est propor-
tionnelle à l’intensité du champ magnétique B ; le coefficient de transfert
de masse suit donc une loi en B3/2.
– Lorsque B > 0.06 T et f 6 50Hz, k ∝ B2. Le champ magnétique excite
l’interface électrolyte-mercure (figure II.11c) ; le coefficient de transfert de
masse évolue comme B2. Ceci est en accord avec les observations faites
par Debray qui a remarqué que k varie comme I2 où I désigne l’intensité
du courant circulant dans la bobine. On constate néanmoins que le mo-
dèle de Davies s’applique si on considère que la vitesse caractéristique
est la vitesse de l’interface ωh puisque k ∝ (ωh)3/2.
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f = 14.0 Hz
f = 20.4 Hz
f = 30.0 Hz
f = 39.8 Hz
f = 50.0 Hz (*)
Figure II.10: Évolution du coefficient de transfert de masse k en fonction de la
fréquence et de l’intensité du champ magnétique – (*) Mesures
réalisées par Saadi [Car01, Saa06]
(a) f = 14Hz et B = 0.02 T (b) f = 14Hz et B = 0.06 T (c) f = 50Hz et B = 0.11 T
Figure II.11: Formes dynamiques de l’interface mercure-électrolytique asso-
ciées aux trois régimes de transfert [Saa06]
Perrier et Saadi ont également mis en œuvre des techniques inductives
permettant d’assurer à la fois l’agitation de l’interface ainsi que le chauffage
et le brassage des bains pour étudier les cinétiques d’extraction du zirconium
ou du cérium d’un sel fluoré vers un alliage métallique [Per02, Saa06].
Les autres études cinétiques relatives à l’extraction réductrice dans le cadre
de recherches liées au nucléaire ont été réalisées par Moriyama et Lemort et
conduisent à des résultats contradictoires même si les cinétiques sont géné-
ralement rapides [Mor91, Lem05]. En réalisant des prélèvements dans le sel
LiF−BeF2 et dans le bismuth au cours de l’extraction, Moriyama a conclu que
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la cinétique chimique n’est pas l’étape limitante. Il a également observé lors
de l’extraction du neptunium un blocage cinétique en l’absence d’agitation.
Les études menées par Lemort ont démontré que ce n’est pas le transfert
de masse mais la cinétique chimique qui contrôle la vitesse des échanges
dans le système LiF−CaF2/Mg−Zn (figure II.12). Il a utilisé une pale dont
la vitesse de rotation est variable et a mesuré les cinétiques d’extraction du
chrome, du zirconium, du lanthane, du samarium et de l’uranium dans le
système LiF−CaF2/Mg−Zn à 720
◦C (figure II.12) [Lem05]. On constate qu’à
vitesse de rotation identique les cinétiques varient en fonction des éléments
alors qu’elles devraient être assez proches si l’on considère que les coefficients
de diffusion sont du même ordre de grandeur. De plus, les cinétiques sont
identiques pour des vitesses de rotation de pale de 2 tr min−1 et 50 tr min−1
justifiant l’idée que la cinétique du transfert est contrôlée par la réaction chi-
mique.

























Figure II.12: Cinétique d’extraction de différents actinides et lanthanides
dans LiF−CaF2 à 720
◦C [Lem05]
Dans la suite de ces travaux, nous nous intéresserons à l’étude des ciné-
tiques du cérium, du samarium et du néodyme en solution dans du fluorure
de lithium. Quelque soit le mécanisme limitant (cinétique chimique ou trans-
fert de masse), nous avons vu que le suivi temporel des concentrations des
espèces en solution peut nous permettre de déterminer les constantes de ci-
nétique ou de transfert de masse. Il convient toutefois d’assurer la meilleure
homogénéisation possible des phases pour favoriser les transferts de masse.
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3 magnétohydrodynamique des fours à induction
En métallurgie, de nombreuses étapes d’affinage réalisées par extraction
liquide-liquide ont lieu dans des fours à induction. Ces derniers présentent
l’avantage de pouvoir opérer à des températures élevées et à distance tout en
assurant les fonctions de chauffage et de brassage indispensables à l’amélio-
ration des transferts de masse. De plus, les problèmes de corrosion inhérents
à l’utilisation de fluorures fondus peuvent être facilement réglés par l’utili-
sation de creuset froid déjà utilisé pour l’élaboration de matériaux réactifs
comme les alliages titanes ou dans le cadre de la vitrification des déchets
nucléaires. Ces atouts offerts par l’induction électromagnétique peuvent être
particulièrement intéressants pour l’industrie nucléaire et sont au cœur des
travaux menés dans cette thèse.
3.1 Phénoménologie et mise en équation
L’induction électromagnétique est un phénomène physique connu depuis
le xixe siècle suite aux travaux de Faraday et de Lenz. Il peut être décrit de
la manière suivante : lorsqu’un conducteur électrique est soumis à un champ
magnétique variable dans le temps, ou lorsqu’il se déplace dans un champ
constant, il devient le siège d’une force électromotrice engendrant des cou-
rants induits que l’on nomme parfois courants de Foucault dans les pays fran-
cophones. Ces courants tendent à empêcher la pénétration du champ magné-
tique extérieur en engendrant un champ induit opposé d’après la loi d’Am-
père. Il en résulte deux conséquences pour le matériau électro-conducteur :
– Si le milieu n’est pas un conducteur parfait, la dissipation des courants
induits entraîne le chauffage par effet Joule dans le conducteur.
– La présence conjointe de courants induits et du champ magnétique qui
pénètre le conducteur engendre des forces de Laplace.
Si le milieu conducteur est un fluide (plasmas chauds ou froids, métaux
liquides ou électrolytes forts par exemple), le champ magnétique et le champ
de vitesse peuvent être intimement liés. Du fait du développement de cou-
rants induits par l’écoulement du fluide, le champmagnétique peut être modi-
fié. Réciproquement, les forces électromagnétiques générées par le champ ma-
gnétique impactent généralement l’écoulement. L’étude de ces phénomènes,
nés de la rencontre de l’électromagnétisme et de l’hydrodynamique, constitue
la magnétohydrodynamique (MHD). Ses domaines d’application recouvrent
l’astrophysique (couronne solaire, milieux interstellaires), la géophysique (dy-
namo terrestre) ou encore l’ingénierie (pompes électromagnétiques, fours à
induction ou lévitation électromagnétique ne sont que quelques exemples).
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Développée principalement à partir des années 1930, c’est Alfvèn qui
donna son nom à cette discipline en 1942 lors de la découverte des ondes
portant son nom. Intéressant d’abord les astrophysiciens, la MHD a surtout
prospéré à partir des années 1960 dans le domaine de l’ingénierie avec le
développement des premières pompes électromagnétiques pour les réacteurs
nucléaires caloportés par des métaux liquides, le confinement des plasmas
chauds en vue de contrôler la fusion thermonucléaire ou encore les généra-
teurs MHD. Rapidement, des applications ont vu le jour dans la métallurgie
conduisant au développement de nouveaux procédés rendant possible l’éla-
boration de matériaux sans contact grâce au brassage ou à la lévitation
électromagnétique.
La MHD décrit le couplage de l’électromagnétisme et de l’hydrodynamique.
Elle est donc gouvernée par deux équations :
– l’équation de Navier-Stokes qui, associée à l’équation de continuité, régit
le mouvement du fluide ;
– l’équation de l’induction qui décrit l’évolution du champ magnétique et
à partir duquel le champ électrique et la densité de courant peuvent être
déduits.
L’équation de l’induction s’établit en partant des équations de Maxwell et
de la loi d’Ohm rappelées ci-dessous.
Équation de Maxwell-Gauss
∇ · E = ρel
ε0
(II.59)
Équation de conservation du flux magnétique
∇ ·B = 0 (II.60)
Équation de Maxwell-Faraday









j = σ (E+ u×B) (II.63)
où E, B et u désignent respectivement le champ électrique, l’induction
magnétique appelée champ magnétique par abus de langage dans le reste du
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texte, et le champ de vitesse. La densité de courant est notée j.
ε0 et µ0 représentent la permittivité électrique et la perméabilité magnétique
respectives du milieu considérées égales à celles du vide (ε0 = 8.85 · 10−12 Fm−1
et µ0 = 4π10−7Hm−1).
ρel et σ renvoient à la densité de charge électrique volumique et à la conduc-
tivité électrique du milieu également supposé isotrope.
Dans le cadre de la MHD, les équations de Maxwell peuvent être simplifiées
puisque :
– Le courant de déplacement jD est négligeable devant les courants induits












– La densité de charge électrique ρel est considérée comme nulle si bien
qu’il n’existe pas de force électrostatique dans le fluide. La seule force
supplémentaire qui agit sur l’écoulement est la force de Laplace dont la
densité est donnée par
fem = j×B (II.65)
Ainsi, l’équation de Maxwell-Ampère se simplifie et, en introduisant la loi
d’Ohm, il vient
∇×B = µ0σ (E+ u×B) (II.66)
L’équation de l’induction (éq. II.70) s’obtient en prenant le rotationnel de
l’équation précédente et en utilisant la conservation du flux magnétique et
l’équation de Maxwell-Faraday. Par conséquent, si l’on considère que le fluide
qui interagit avec le champ magnétique est newtonien et incompressible, la
magnétohydrodynamique peut être décrite par le système d’équations sui-
vant [She65]




+ ρ (u ·∇)u = −∇p+ µ∇2u+ j×B+ f (II.68)
∇ ·B = 0 (II.69)
∂B
∂t
=∇× (u×B) + 1
µ0σ
∇2B (II.70)
où ρ et µ désignent respectivement la densité et la viscosité dynamique du
fluide, p sa pression et f les forces volumiques extérieures.
La dernière équation montre que le transport du champ magnétique est
contrôlé par deux phénomènes distincts. Le terme de droite traduit l’advec-
tion du champ magnétique par l’écoulement alors que celui de gauche rend
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compte de la diffusion du champ dans le fluide ; sa diffusivité étant inverse-
ment proportionnelle à la conductivité électrique du fluide.
En notant L,U et B la taille, la vitesse et l’intensité du champ magnétique ca-
ractéristique, l’adimensionalisation de l’équation II.70 permet de définir, par
analogie avec l’hydrodynamique, le nombre de Reynolds magnétique qui re-






Suivant la valeur du nombre de Reynolds magnétique, on parlera de MHD
idéale dans le cas où Rm ≫ 1 et de MHD résistive lorsque Rm ≪ 1. L’appel-
lation résistive vient du fait que lorsque le terme d’advection est négligeable,
l’équation de l’induction nous indique que le champ magnétique s’amortit en
pénétrant dans le fluide. A contrario, la MHD idéale traduit le comportement
du champ magnétique lorsque le fluide est un conducteur parfait. Elle est
plutôt utilisée en astrophysique où les échelles sont considérables, ou pour
décrire le confinement magnétique d’un tokamak par exemple. Le champ ma-
gnétique et le champ de vitesse sont alors complètement couplés.
À l’échelle du laboratoire ou de l’industrie, les phénomènes mis en jeu
peuvent généralement être traités dans le cadre de la MHD résistive. Le terme
d’advection est négligé devant le terme de diffusion et l’écoulement n’a ainsi
plus aucune influence sur le champ magnétique. Le couplage entre les deux
champs peut être qualifié de faible dans la mesure où l’écoulement demeure
toutefois intimement lié au champ magnétique via les forces de Laplace.
Dans certains cas, notamment dans les pompes électromagnétiques de
grandes dimensions, aucune des deux approximations ne peut être faite. Il
convient alors de traiter l’équation de l’induction au complet. Pour l’applica-
tion qui nous concerne, l’approximation résistive pourra être faite sans aucun
problème. L’influence du champ magnétique dans le cas où le Reynolds
magnétique est faible fait l’objet de la section suivante.
3.2 Brassage électromagnétique mono-fréquence à faible Reynolds magnétique
Un four à induction est constitué d’une simple bobine refroidie à l’eau en-
tourant un creuset qui contient un métal liquide. Le champ magnétique est gé-
néré par le courant alternatif parcourant l’inducteur ; la gamme de fréquence
communément employée s’étale de 10 à 300 kHz. Dans ce type de four, qui
peut atteindre des tailles de l’ordre du mètre, les vitesses des métaux liquides
(σ ∼ 1 · 106 Ω−1m−1 ) n’excèdent pas 1m s−1. Le nombre de Reynolds magné-
tique est alors faible devant l’unité dans ce genre de dispositif et l’équation
61
chapitre ii : aspects théoriques







La comparaison des deux termes restants permet de poser un second
nombre sans dimension qui décrit la pénétration du champ magnétique dans





où ω = 2πf désigne la pulsation du champ magnétique.
La résolution de l’équation II.72 fait aussi apparaître la longueur caractéris-






Suivant la valeur du paramètre d’écran, le fluide conducteur est plus ou
moins transparent au champ magnétique :
– Lorsque Rω 6 1, i.e. δ/L ≫ 1, le champ magnétique diffuse dans toute la
charge sans être affecté par sa présence.
– Par contre, si Rω > 1, i.e. δ/L 6 1, le champ magnétique diffuse très peu
dans le fluide conducteur. Les lignes de champ sont alors localisées dans
quelques épaisseurs de peau comme on peut le voir sur la figure II.13.
Figure II.13: Distribution du champmagnétique dans une charge conductrice
cylindrique pour Rω≫ 1
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Dans la peau électromagnétique, la présence conjointe de courant induit j
et du champ magnétique B donne naissance aux forces de Laplace fem dé-
finies par l’équation II.65. En substituant j par son expression donnée par
l’équation de Maxwell-Ampère, la densité de force électromagnétique peut
















et est responsable de la déformation de la surface libre du bain. Le second
terme, irrotationnel, permet la mise en mouvement du fluide.
En quantifiant la contribution de chacun des termes, on s’aperçoit que le
terme de pression est prépondérant lorsque le paramètre d’écran est grand
devant l’unité puisque l’ordre de grandeur du rapport des deux termes s’écrit
∇ (B2/2µ0)







En outre, le champ magnétique et les courants induits étant alternatifs, la
force électromagnétique résultante présente également un caractère oscilla-
toire. Elle peut être décomposée en une partie moyenne fem et une partie pul-
sante f′em au double de la fréquence du champ magnétique. Les fréquences
employées dans ce type de four étant généralement supérieures à 50Hz, la
partie oscillatoire des forces électromagnétiques n’a aucun effet sur le fluide
du fait de son inertie [Hun80, Mor80]. Seule la partie moyenne pourra être
retenue pour décrire l’écoulement, d’ordinaire turbulent, et la déformation
statique de sa surface libre.
Lorsque le paramètre d’écran est grand devant l’unité, la hauteur caracté-
ristique du dôme formé sous l’effet des forces électromagnétiques peut être
estimée en négligeant l’influence de l’écoulement sur la déformation de la
surface libre du bain. L’équilibre magnétostatique du fluide est décrit par
l’expression
p+ pem + ρgz = cste (II.78)
La comparaison du terme de pesanteur et de la pression magnétique permet
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L’ordre de grandeur de la vitesse du fluide s’obtient en égalant le terme
inertiel et la partie rotationnelle de la force électromagnétique dans l’équation
de Navier-Stokes.
ρ (u ·∇)u









Suivant la position de l’inducteur par rapport au métal liquide et la va-
leur du paramètre d’écran, l’écoulement moyen est constitué de deux ou
trois vortex contrarotatifs localisés dans le plan méridien [Fau81]. D’après
Fautrelle, la vitesse moyenne u est proportionnelle à l’intensité du champ
magnétique et varie avec le paramètre d’écran pour atteindre un maximum
vers Rω ∼ 30 [Fau99]. L’intensité turbulente au cœur du bain est peu sen-
sible à la valeur du paramètre d’écran contrairement à la vitesse fluctuante
en paroi. Lorsque l’épaisseur de peau diminue, l’intensité des forces électro-
magnétiques, qui sont de plus en plus confinées, augmente générant ainsi






























Figure II.14: Évolution de la vitesse moyenne de l’écoulement u et de l’inten-
sité turbulente u′/u avec le paramètre d’écran Rω [Fau99]
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3.3 Excitation des modes de résonance d’une surface libre
Jusque dans les années 1980, l’essentiel des études théoriques et expéri-
mentales réalisées sur le brassage électromagnétique était mené pour des
fréquences comprises entre 50Hz et 10 kHz correspondant à un paramètre
d’écran supérieur à l’unité [Gal92a]. Dans ce cas, on peut considérer que seule
la partie moyenne des forces électromagnétiques engendre l’écoulement.
Les premiers travaux théoriques portant sur l’influence de la partie pul-
sante du champ magnétique aux basses fréquences ont été conduits par
Galpin, Sneyd et Fautrelle en 1992 [Gal92a]. Les résultats de l’analyse
de stabilité linéaire de la surface libre du métal liquide qu’ils ont menée
ont ensuite été confrontés aux expériences réalisées par Galpin pour des
fréquences de champ magnétique comprises entre 2 et 10Hz [Gal92b]. En
fonction de l’intensité et de la fréquence du champ magnétique, plusieurs
régimes de déformation de la surface libre du bain ont pu être observés :
– un système d’ondes stationnaires concentriques forcées oscillant à la
même fréquence que la partie pulsante des forces électromagnétiques i.e.
2f où f est la fréquence du champ magnétique ;
– un système d’ondes stationnaires azimutales oscillant également à 2f ;
– un réseau d’ondes stationnaires oscillant à la fréquence f ;
– un état de surface chaotique pouvant conduire à des éjections de métal
liquide.
(a) f < 10Hz (b) f > 10 kHz
Figure II.15: Brassages électromagnétiques produits par un champ magné-
tique alternatif de basse et de haute fréquence
Suivant la fréquence de travail choisie, on observe préférentiellement des
oscillations de la surface libre pour des fréquences proches des fréquences
propres de la surface libre, i.e. f < 10Hz (figure II.15a) ou une déformation
statique de la surface lorsque la fréquence est plus élevée (figure II.15b).
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Si l’utilisation du champ magnétique basse fréquence conduit à augmenter
le transfert de masse comme cela a été décrit à la section 2.3, elle ne permet
pas, en revanche, d’assurer un brassage efficace du cœur du bain. De plus,
son chauffage est également très limité voire inexistant dans la mesure où
l’intensité des courants induits est très faible dans cette gamme de fréquence.
Il peut donc être intéressant d’associer ces trois phénomènes pour optimiser
les transferts de masse aux interfaces dans une installation à haute tempéra-
ture.
Lors de sa thèse, Perrier a ainsi modulé l’amplitude d’un champ ma-
gnétique d’environ 15 kHz avec une fréquence basse inférieure à 10Hz
pour essayer d’augmenter la cinétique de l’extraction réductrice du zirco-
nium [Per02]. Pour générer ce champ magnétique, le courant alternatif I
circulant dans l’inducteur est modulé en amplitude tel que
I = I0m (t) cosω1t (II.82)
I0 désigne ici l’amplitude du courant inducteur, ω1 = 2πf1 la pulsation cor-
respondante à la fréquence haute et m (t) la fonction de modulation définie
par
m (t) = 1+α cosω2t (II.83)
avec le taux de modulation α < 1 et ω2 = 2πf2 la pulsation associée à la
fréquence de modulation (f2 < 10Hz).
Il en résulte que les forces électromagnétiques moyennes sont aussi modu-
lées en amplitude et, dans la limite où f2 ≪ f1, on montre qu’elles peuvent




fem ≈ m2 (t) f 0em (II.84)
Étant donné que la fonction m2 (t) peut se décomposer en une partie










il est possible de combiner le brassage du bain en utilisant la partie moyenne
de la force électromagnétique m0f
0
em tout en contrôlant l’amplitude et la fré-
quence des oscillations de la surface libre via la partie pulsante des forces élec-
tromagnétiques m˜ (t) f
0
em. Cette situation est schématisée sur la figure II.16.
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Figure II.16: Brassage électromagnétique obtenu par modulation de l’ampli-
tude du champ magnétique
Dans ces travaux, nous allons mettre en œuvre ce dispositif pour étudier
les cinétiques d’extraction réductrice du cérium, du néodyme et du sama-
rium d’un sel fluoré vers une nappe métallique. Le choix du système étudié
repose notamment sur les considérations thermodynamiques décrites dans la
première section de ce chapitre. L’induction électromagnétique nous permet-
tra de chauffer et de fondre les solvants métalliques et salins par dissipation
des courants induits. Le brassage du solvant métallique sera assuré par les
forces électromagnétiques. Du fait de sa faible conductivité électrique et de
la fréquence de travail choisie (autour de 10 kHz), le sel sera principalement
entrainé par l’écoulement dans la phase métallique et par convection natu-
relle. Les expériences pourront être réalisées en modulant ou non l’amplitude
du champ magnétique de sorte à générer les oscillations de l’interface. L’in-
fluence de cette agitation sur les cinétiques d’échange pourra être analysée
à partir des coefficients de transfert de masse déduits des courbes d’évolu-
tion des concentrations. Le dispositif et les conditions opératoires testées sont




expériences de transfert de masse
L’étude expérimentale de l’extraction de cérium, néodyme et samarium
contenus dans un sel fluoré sur une nappe métallique a été réalisée. L’ori-
ginalité de ces travaux repose d’une part sur le choix du solvant métallique
– l’antimoine – pour lequel très peu de données expérimentales ont été re-
censées dans la littérature, et d’autre part sur la technologie employée pour
étudier les échanges : le brassage électromagnétique.
La première partie de ce chapitre décrit les raisons qui nous ont poussées
à choisir l’antimoine comme solvant métallique. En prenant en compte les
interactions avec le solvant métallique, les calculs des facteurs d’extraction
des trois lanthanides étudiés sont présentés ainsi que le protocole suivi pour
élaborer l’alliage réducteur et le mélange salin.
La deuxième section décrit le dispositif expérimental mis en place. L’ins-
tallation est conçue pour étudier la possibilité d’accélérer les cinétiques des
échanges en excitant les modes propres d’oscillation de l’interface dans la
lignée des travaux entrepris par Perrier et Saadi [Per02, Saa06]. Le fonction-
nement électrique du four à induction est brièvement décrit avant de justifier
le choix de la fréquence de modulation utilisée.
Enfin, les résultats expérimentaux obtenus sont présentés et commentés à
la fin du chapitre.
1 mise en œuvre du protocole expérimental
L’étude cinétique de l’extraction réductrice est une tâche difficile par de
nombreux aspects. La température de travail élevée et les matériaux très ré-
actifs compliquent les manipulations dont notamment la prise d’échantillons
en cours d’expérience. Il est donc nécessaire de mettre en place un protocole
expérimental permettant de s’affranchir des pollutions éventuelles pouvant
biaiser les résultats obtenus.
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1.1 Système étudié
Au cours de ces travaux, nous avons étudié le transfert de trois lantha-
nides (cérium, néodyme et samarium) contenus dans un sel fluoré ; ce milieu
intéressant à la fois le MSFR et facilitant la vitrification. Le MSFR devant
fonctionner avec un mélange LiF−ThF4, il a été décidé d’utiliser du fluorure
de lithium seul comme solvant salin faute de pouvoir manipuler du thorium
au laboratoire. Bien que le point de fusion de ce sel (860 ◦C) soit plus élevé
que les températures auxquelles les études antérieures ont été menées (entre
500 et 800 ◦C, voir table III.2), cette contrainte est facilement outrepassée par
l’utilisation d’un four à induction.
Le choix du solvant métallique, déterminant dans les opérations d’extrac-
tion liquide-liquide, s’est fait en tenant compte des critères suivants :
– Son point de fusion doit être adapté à celui du sel et sa volatilité limitée.
– Le métal utilisé doit être stable vis-à-vis du solvant salin.
– Les solubilités des espèces à extraire doivent être suffisamment élevées.
– Les densités des deux solvants doivent être différentes pour favoriser la
décantation des deux solvants immiscibles.
À partir de ces considérations, nous avons identifié sept métaux dont le
point de fusion est compatible avec celui du fluorure de lithium – c’est-à-dire
inférieur à 800 ◦C – et dont le point d’ébullition est supérieur à 1500 ◦C de
sorte que la volatilité du métal liquide soit limitée. Les propriétés physiques
des métaux présélectionnés sont regroupées dans la table III.1.
Point de fusion Point d’ébullition Tension de vapeur
Métal Tf [◦C] [Luc84a] Te [◦C] [Smi92] psat [Pa] [Smi92]
Al 660 2520 0.008
Ga 30 2420 0.043
In 157 2070 1.735
Sn 232 2625 0.005
Sb 631 1590 161
Pb 327 1750 91
Bi 271 1564 120
Table III.1: Propriétés physico-chimiques des différents solvants métalliques
potentiels – la tension de vapeur est donnée à 950 ◦C
Tous ces métaux sont peu volatiles à 950 ◦C et peuvent être utilisés comme
solvant. On remarque cependant que l’étain et l’aluminium sont les deux
solvants dont la tension de vapeur est la plus faible. L’antimoine et le bismuth
possèdant les points d’ébullition les plus bas sont les plus volatiles de la liste
mais peuvent néanmoins être utilisés sans problème à des températures de
l’ordre de 1000 ◦C.
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En comparant les enthalpies libres de formation des composés fluorés pou-
vant se former au contact du sel par la réaction
Me+ yLiF −−⇀↽−MeFy + yLi (III.1)
où Me désigne le solvant métallique, nous pouvons déterminer si les solvants
métalliques sont stables vis-à-vis du sel fondu.
On constate sur la figure III.1a que tous les fluorures pouvant se former
à partir du solvant métallique ont des enthalpies libres de formation supé-
rieures à celle du fluorure de lithium. L’enthalpie libre de la réaction décrite
par l’équation III.1 est donc largement positive traduisant la stabilité de tous
les solvants potentiels par rapport au sel fondu.
Bien que dans cette étude nous ne cherchions pas à séparer les actinides des
lanthanides, il demeure intéressant de choisir un solvant permettant de favo-
riser cette séparation. Contrairement à ce qui se passe dans les solvants salins,
le coefficient d’activité d’un même élément peut varier de plusieurs ordres de




















































(a) Stabilité du solvant métallique par rap-
port au sel [Bar77, Cha85]




























(b) Influence du solvant métallique vis-à-vis
de la séparation U/La [Leb93]
Figure III.1: Comparaison des enthalpies libres de formation de certains fluo-
rures et des différences entre les activités de l’uranium et du
lanthane en fonction de la température et du solvant métallique
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grandeur suivant le solvant métallique considéré. À titre d’illustration, on ob-
serve par exemple un décalage d’un facteur 5 entre les logarithmes du coeffi-
cient d’activité du cérium dans l’antimoine (logγCe = −9.85) et dans l’indium
(logγCe = −4.66) à 950 ◦C d’après les données fournies par Lebedev [Leb93].
Ce comportement s’explique par la nature même des métaux liquides. La
liaison métallique étant plus forte que la liaison ionique, on peut observer des
écarts importants de comportement d’un même élément selon le solvant mé-
tallique. Le choix du métal est donc un facteur clé en terme de séparation. En
se plaçant dans l’approximation décrite à la section 1.3 du chapitre précèdent,
le facteur de séparation actinides/lanthanides SAn/Ln (An pour actinides, Ln
pour lanthanides) s’écrit d’après l’équation II.15




La séparation est favorisée lorsque la différence des coefficients d’activité
des actinides et des lanthanides est la plus faible possible. La figure III.1b
permet d’évaluer l’influence du solvant sur la séparation uranium/lanthane.
Il apparait que l’aluminium est le meilleur solvant possible de ce point de
vue. Il est suivi du gallium et de l’antimoine qui s’avèrent être des candidats
potentiellement plus prometteurs que le bismuth.
En prenant en compte la dimension économique, le gallium et l’indium
peuvent être écartés. En 2011, le cours moyen de ces métaux atteignait respec-
tivement 750 $/kg et 650 $/kg. À titre de comparaison, celui de l’aluminium
et du plomb avoisinait 2 $/kg quand l’antimoine était coté à 14 $/kg et que
le cours du bismuth et de l’étain s’élevait à 25 $/kg.
Parmi les cinq métaux restants, l’aluminium semble être le meilleur solvant
en prenant en compte tous les critères. Cependant, l’aluminium présente éga-
lement la particularité d’être réducteur (cf. section II.1.3) et a déjà été étudié
largement par le CEA pour cette raison. Nous préférons ainsi nous orienter
vers un autre métal. Le gallium ayant été écarté pour des raisons de coût,
notre choix s’est donc porté sur l’antimoine qui est à la fois l’un des solvants
les plus stables vis-à-vis du fluorure de lithium et qui permet de favoriser la
séparation actinides/lanthanides.
Concernant le choix de l’élément réducteur, nous avons choisi, comme
Ferris, d’utiliser le lithium comme agent réducteur ; la thermodynamique
étant très favorable à la réduction des halogénures de lanthanides par le li-
thium comme on peut le voir sur le diagramme d’Ellingham II.3b.
Le transfert de masse semble être généralement l’étape limitante du tranfert.
Pour évaluer les potentialités offertes par l’induction électromagnétique pour
accélérer les échanges à l’interface sel-métal, il est nécessaire de travailler
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avec des volumes de solvants plus conséquents que ceux qui ont été mis en
œuvre dans les travaux antérieurs. Nous avons donc réalisé des expériences
en utilisant environ 125 cm3 de sel pour 250 cm3 de métal, ce qui correspond
à 200 g de LiF et 1600 g d’antimoine. À titre de comparaison, les quantités de
sel et de métal utilisées par Ferris, Moriyama, Lemort ou Conocar sont
regroupées dans la table III.2.
Auteur Masse de sel [g] Masse de métal [g] Température [◦C]
Ferris 125 200 - 300 500 - 700
Moriyama 060 200 - 400 600 - 800
Lemort 030 0080 720
Conocar 15 - 20 0045 830
Ces travaux 200 1600 950
Table III.2: Comparaison des températures de travail et des volumes de sol-
vants étudiés en milieu fluorure
Les teneurs en lanthanides en solution dans le sel ont été fixées à 2mol%
ce qui représente une trentaine de grammes de fluorure de lanthanide. Pour
s’assurer que le lithium ne soit pas le réactif limitant, la composition de l’al-
liage Li−Sb retenue est 10-90mol%. Cette composition permet de conserver
un point de fusion proche de celui de l’antimoine pur comme l’indique le
diagramme de phase III.2.
Figure III.2: Diagramme de phase binaire Li−Sb [Oka96]
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1.2 Prévision des facteurs d’extraction
Avant de réaliser l’extraction du cérium, du néodyme et du samarium, nous
pouvons estimer les facteurs d’extraction de ces trois éléments en négligeant,
faute de données disponibles, les coefficients d’activité des fluorures de cé-
rium (III), de néodyme (III) et de samarium (III) dans la phase saline avant
de déterminer si l’extraction est réellement possible.
Dans le cadre de nos expériences, le bilan de la réaction s’écrit
MF3 + 3Li −−⇀↽−M+ 3LiF (III.3)
où M désigne le cérium, le néodyme ou le samarium.
Le fluorure de lithium étant très largement majoritaire dans la phase saline,
on peut considérer que son activité aLiF tend vers l’unité si bien que l’expres-









Si, de plus, on considère que les fluorures de lanthanides sont en solution
idéale dans le sel, on peut définir la constante d’équilibre apparente suivant







L’influence du solvant métallique sur l’extraction peut être appréhendée en
comparant les constantes d’équilibre K◦M et K
′
M calculées à 950
◦C à partir des
données présentes dans les tables III.3a et III.3b ; leurs valeurs sont regroupées





LiF −0594.62 + 0.0777 T
CeF3 −1589.36 + 0.1538 T
NdF3 −1666.20 + 0.2441 T
SmF3 −1608.56 + 0.2043 T







(b) Coefficients d’activité dans l’anti-
moine liquide [Leb93]
Table III.3: Données thermodynamiques utilisées pour le calcul préliminaire
des facteurs d’extraction – la température T est en Kelvin
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Table III.4: Comparaison des constantes d’équilibre calculées à 950 ◦C à partir
des données de la littérature
Parmi les trois lanthanides envisagés, le cérium est celui qui possède les
constantes les plus faibles ; il doit donc être le plus difficile à extraire. On
constate également que la prise en compte des interactions des lanthanides
avec l’antimoine tend à diminuer les constantes d’équilibre apparentes et
donc à réduire le facteur d’extraction. Toutefois, les valeurs de K′ sont suf-
fisamment grandes pour permettre la récupération des trois lanthanides étu-
diés dans la nappe d’antimoine comme on peut le voir sur la figure III.3.



























    






Figure III.3: Facteurs d’extraction du cérium, néodyme et samarium calculés
pour nos conditions expérimentales
Les calculs ont été réalisés pour une gamme de températures allant du
point de fusion du sel à un peu moins de 1050 ◦C. Dans tous les cas, on
constate que le rendement de l’extraction décroit avec la température. Ce-
pendant, les facteurs d’extraction du néodyme et du samarium demeurent
supérieurs à 85% sur cette plage de températures tandis que celui du cérium
est presque deux fois plus faible à 1050 ◦C qu’à 860 ◦C.
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1.3 Protocole expérimental
Les études antérieures réalisées par Moriyama et Lemort ont montré que
la mise en contact d’un sel avec un métal liquide peut s’accompagner de
réactions parasites pouvant gêner le transfert entre les deux phases. Durant
sa thèse, Lemort a notamment montré que la présence d’eau peut entrainer la
formation d’une couche passivante à l’interface pouvant modifier l’équilibre
et la cinétique. L’eau peut en effet réagir avec le fluorure pour former des








Oz + 2HF (III.6)
qui peuvent ensuite consommer le réducteur
M 2z
y




Ces études révèlent la nécessité de travailler le plus proprement possible
en éliminant toutes traces d’eau ou d’oxydes dans le réacteur. Pour cela, nous
avons mis en place un protocole expérimental permettant de minimiser ces
risques d’oxydation parasite. Les solutions salines et métalliques ont ainsi été
préparées au laboratoire dans la même installation que celle servant à l’étude
cinétique et décrite à la section 2.1.
L’alliage métallique est élaboré à partir d’antimoine pur à 99.8% fourni
par Haines & Maasen ; il contient des traces d’arsenic, de fer, de soufre, de
cuivre et de carbone. Le lithium, commandé chez Acros Organics sous forme
de granules, est conditionné sous atmosphère inerte (Ar). Ce dernier a été
stocké en boîte à gants au Laboratoire d’Électrochimie et de Physicochimie
des Matériaux et des Interfaces (LEPMI). Chaque expérience consomme deux
lingots d’antimoine-lithium d’environ 800 g chacun élaborés dans un creuset
en nitrure de bore BN. La fusion est réalisée dans l’enceinte représentée sur
la figure III.5 par induction électromagnétique. Le point de fusion du lithium
étant de 180 ◦C, ce dernier fond avant l’antimoine. Afin de limiter la formation
de nitrures de lithium, il est nécessaire d’éviter le contact entre le lithium
liquide et le creuset en nitrure de bore.
Pour cela, nous commençons par élaborer des lingots d’antimoine creux
dans des creusets en graphite de grade ATJ usinés spécifiquement (fi-
gures III.4a et III.4b). Ceux-ci sont destinés à contenir le lithium liquide
lors de l’élaboration de l’alliage réducteur pour éviter qu’il entre en contact
avec le creuset en nitrure de bore. Cette première étape permet aussi d’éli-
miner les éventuelles couches d’oxyde d’antimoine pouvant se former en
retirant la partie supérieure du lingot après sa solidification (figure III.4c).
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creuset nitrure de bore creuset graphite 
Figure III.4: Protocole d’élaboration de l’alliage Li−Sb
Les granules de lithium sont ensuite disposées dans ces lingots d’antimoine
et la fusion est réalisée en quelques minutes dans notre four à induction
(figures III.4d et III.4e). Une fois les deux métaux liquides, le brassage inductif
est maintenu pendant quelques minutes pour assurer l’homogénéisation de
l’alliage avant de solidifier lentement le lingot. Pour faciliter le démoulage, le
creuset en nitrure de bore légèrement conique est doté d’un fond amovible.
Au cours de ces étapes, trois balayages d’argon (Argon 5) sont effectués entre
chaque vide primaire de l’enceinte (10−2mbar) pour minimiser la présence
d’oxygène ou d’eau dans le four.
Les mélanges salins sont également préparés au laboratoire à partir de sels
anhydres commercialisés par ChemPur (CeF3, NdF3 et SmF3) et Acros Orga-
nics (LiF). Nous avons cherché à minimiser la présence d’eau dans ces sels.
Pour cela, les 200 g de fluorure de lithium sont d’abord étuvés pendant 8 h à
200 ◦C. Les fluorures de lanthanides sont ensuite mélangés à ce sel et placés
dans le contacteur décrit à la section suivante. Plusieurs balayages d’argon
sont effectués à la suite desquels le mélange salin est de nouveau préchauffé
pendant environ 1 h à une température ne dépassant pas 300 ◦C sous flux d’ar-
gon. À la fin de cette opération, l’atmosphère de l’enceinte est une nouvelle
fois recyclée avant de débuter l’expérience.
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2 dispositif expérimental mis en œuvre
2.1 Présentation du dispositif expérimental
Figure III.5: Photographie de l’ensemble expérimental
Les expériences de transfert ont été réalisées dans l’installation présentée
sur la figure III.5. Diverses contraintes ont rendu difficile sa mise au point :
– Pour s’affranchir de la présence d’eau ou d’oxygène, le réacteur est placé
dans une enceinte permettant de travailler sous atmosphère inerte. Cette
dernière doit être suffisamment étanche pour descendre à un vide pri-
maire.
– La température dans l’enceinte ne doit pas excéder 100 ◦C en cours d’ex-
périence pour éviter l’endommagement des joints Viton® assurant son
étanchéité.
– La présence du champ magnétique nous oblige à utiliser des matériaux
réfractaires ou refroidis à proximité immédiate de la bobine d’induction.
– De nombreux passages étanches doivent être aménagés pour assurer le
passage de l’instrumentation ou des amenées de courant et d’eau.
– Les cinétiques étant supposées rapides, les prélèvements doivent être réa-
lisés le plus rapidement possible. Ceci suppose l’intégration du dispositif
de prélèvement dans l’enceinte malgré l’espace réduit.
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Le four à proprement parler est placé à l’intérieur d’une enceinte-boîte à
gants en acier inoxydable 304L de 610mm de diamètre extérieur et 670mm
de profondeur nous permettant de travailler sous atmosphère inerte. Cette
enceinte est équipée de trois hublots de visualisation et de nombreux pas-
sages étanches utilisés pour les amenées de courant de l’inducteur, les ther-
mocouples, le système d’escamotage du contacteur et le dispositif de prélè-
vement. Derrière l’enceinte, un coffret capacitif nécessaire au fonctionnement
du four est relié d’une part à l’inducteur et d’autre part au générateur d’une
puissance nominale de 100 kW. Le fonctionnement du générateur est décrit à
la section 2.2.
Afin d’étudier les cinétiques de transfert des lanthanides de la phase saline
vers la phase métallique, un contacteur liquide-liquide a spécifiquement été
mis en place. Il permet de fondre séparément le mélange salin et l’alliage
métallique qui, une fois liquides, sont mis en contact à un instant t0 donné.
Pour mesurer les coefficients de transfert de masse, des prélèvements sont
effectués dans chacune des phases à différents instants. Les échantillons sont
ensuite analysés par ICP-AES (Inductively Coupled Plasma - Atomic Emis-
sion Spectrometry) afin de déterminer les teneurs en cérium, néodyme ou
samarium qu’ils contiennent ainsi que la quantité résiduelle de lithium dans
l’antimoine. Le protocole de minéralisation des échantillons métalliques et
salins est détaillé dans l’annexe B.
Durant les expériences de transfert, quatre températures sont enregistrées
au moyen de thermocouples chromel-alumel de type K protégés par des
gaines en alumine. Ces thermocouples sont connectés à une centrale d’ac-
quisition Fluke reliée à un PC. Deux de ces thermocouples sont dédiés à la
mesure des températures du sel et du métal lors de leur fusion. Le troisième
est plongé dans le bain lorsque les deux phases sont en contact. Le dernier
thermocouple permet de surveiller la température de l’atmosphère dans l’en-
ceinte.
L’intensité et la fréquence du courant circulant dans l’inducteur sont en-
registrées via une sonde Rogowski PEM. Il s’agit d’un capteur inductif qui
délivre une tension de même fréquence et proportionnelle à l’intensité du
courant qui circule dans le fil qu’elle entoure. Cet instrument, placé autour
d’une des amenées entre le coffret capacitif et l’enceinte, est relié au PC via
une carte d’acquisition National Instrument. L’acquisition et le traitement du
signal sont réalisés au moyen d’un programme LabView décrit en annexe C.
Cette interface permet également de piloter le générateur afin de moduler
l’amplitude du courant circulant dans l’inducteur et donc celle du champ
magnétique. Pour y parvenir, cet ordinateur est équipé d’une seconde carte
National Instrument faisant office de générateur de fonction et dont la sortie
est connectée au pupitre de commande du générateur.
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La configuration du contacteur liquide-liquide dans l’enceinte est repré-
sentée respectivement avant et après contact sur les figures III.7a et III.7b.
L’induction ne permettant qu’un chauffage très localisé, ce dispositif est situé
au centre de la bobine constituée de six spires en cuivre refroidies par eau.
Le contacteur est composé de deux creusets concentriques contenant chacun
un des deux solvants. Le creuset intérieur de 60mm de diamètre extérieur
et 190mm de hauteur renferme les deux lingots d’alliage antimoine-lithium
élaborés selon le protocole décrit à la section 1.3. Le mélange de fluorures
de lanthanides et de lithium est placé entre le creuset intérieur et le creuset
extérieur de 100mm de diamètre et 130mm de hauteur. Ces deux creusets
sont en graphite (grade ATJ) qui présente l’avantage d’être stable vis-à-vis du
sel fondu et du métal liquide tout en étant suffisamment conducteur pour
pouvoir être chauffé par induction. Ce dernier point est indispensable pour
réaliser la fusion du sel dont la conductivité électrique est trop faible pour
que des courants induits s’y développent (annexe A).
Chaque expérience dure environ trois heures et mettent en jeu un peu
moins de 2 kg de métal et de sel à une température proche de 1000 ◦C. L’en-
ceinte n’étant pas refroidie, un creuset froid est utilisé pour éviter que la
température de l’atmosphère n’excède 90 ◦C. Placé entre l’inducteur et le
contacteur, ce creuset en cuivre est, comme son nom l’indique, refroidi par
circulation d’eau et permet d’absorber la majeure partie des rayonnements
émis. Pour éviter d’écranter le champ magnétique, ce dispositif est divisé en
20 secteurs qui obligent les courants induits à se refermer au niveau de la
paroi faisant face à la charge (figure III.6). Dans le cas où le contacteur venait








Figure III.6: Schéma de principe du fonctionnement d’un creuset froid
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(a) Schéma du contacteur lors de la fusion du sel et du métal
(b) Schéma du contacteur après mise en contact des deux phases
Figure III.7: Représentation de l’intérieur de l’enceinte expérimentale
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Lorsque les deux fluides sont fondus, un bras d’escamotage actionné ma-
nuellement depuis l’extérieur de l’enceinte permet de soulever le creuset in-
térieur. Ce creuset, percé d’un orifice de 6mm de diamètre en son centre,
laisse alors le métal liquide s’écouler sous le sel permettant la mise en contact
des deux solvants. En outre, ce dispositif permet de retenir l’éventuelle peau
d’oxyde surnageant à la surface de l’alliage métallique évitant ainsi la for-
mation de couche passivante à l’interface sel-métal. Avant l’escamotage, la
forme conique complémentaire des fonds des deux creusets assure le cen-
trage et l’étanchéité du contacteur. Une fois vidangé, ce creuset est écarté du
champ magnétique et le thermocouple permettant de relever la température
du mélange est plongé dans le bain. Le dispositif de prélèvement, visible sur
la figure III.8, est ensuite descendu au-dessus du creuset. Une fois en place,
le premier prélèvement est immédiatement effectué.
Afin de réaliser la prise d’échantillons le plus rapidement possible après
le contact des deux phases, le dispositif de prélèvement est intégré dans l’en-
ceinte. Pour des raisons d’encombrement, il est maintenu en position haute
durant la première phase de l’expérience de façon à ne pas gêner l’escamo-
tage du creuset intérieur. Constitué de dix cannes de prélèvement en acier
inoxydable de 12mm de diamètre et de 2mm d’épaisseur montées sur un ba-
rillet en laiton, ce carrousel autorise la prise de vingt échantillons maximum
par expérience (dix par phase). Il est piloté depuis l’extérieur de l’enceinte
par l’intermédiaire d’un pupitre de contrôle et d’une manivelle permettant
de sélectionner la tige de prélèvement (figure III.5).
L’échantillon métallique est recueilli en aspirant quelques grammes de mé-
tal liquide dans l’aiguille en quartz de 4mm de diamètre extérieur et 2mm
de diamètre intérieur (figure III.9a). Cette technique présente l’avantage d’être
peu intrusive. Un raccord fixé au bout de chaque canne de prélèvement main-
tient ces aiguilles longues de 11 cm en venant écraser deux bagues en Téflon®
dessus. Ce raccord assure aussi l’étanchéité entre la canne et l’aiguille de
prélèvement. Pour empêcher le métal liquide de remonter dans les tubes en
acier inoxydable, un bouchon semi-perméable en limaille de fer est inséré
en haut de chaque aiguille. Les échantillons salins sont prélevés en trempant
une masse thermique en acier inoxydable de 10mm de diamètre dans le sel
(figure III.9b). Afin d’éviter que le sel cristallisé ne retombe dans le bain ou
dans l’enceinte une fois ponctionné, une gorge a été usinée sur la partie infé-
rieure du cylindre qui plonge dans le bain.
Chaque canne de prélèvement se termine par un chapeau en aluminium
percé d’un trou de 2mm de diamètre. La forme de ces chapeaux permet à
une pièce d’entrainement (en jaune sur la figure III.8) de descendre les cannes
dans le bain puis de les remonter au moyen d’un vérin pneumatique alimenté
en argon. Cette pièce, percée de part en part, sert également à fermer le circuit
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Figure III.8: Schéma du dispositif de prélèvement
d’aspiration du métal puisqu’un raccord fixé dessus est relié, via un flexible
en Rilsan®, à un réservoir à vide situé à l’extérieur de l’enceinte. Lorsque
la canne est descendue dans le bain, la pièce d’entrainement écrase le joint
torique monté dans une gorge usinée sur la tête des tiges assurant l’étan-
chéité du système d’aspiration. Chaque tige est maintenue dans le carrousel
au moyen d’un poussoir à bille situé dans le barillet en laiton. Un guide (en
vert sur la figure III.8), sur lequel les chapeaux en aluminium s’appuient, évite
aussi aux tiges de se déloger de leur position en cours d’expérience.
(a) Aiguille de prélèvement d’un
échantillon métallique
(b) Masse thermique utilisée pour pré-
lever un échantillon salin
Figure III.9: Photographies des prélèvements réalisés
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2.2 Fonctionnement électrique du four à induction
La bobine d’induction est alimentée par un générateur à triode apériodique
d’une puissance nominale Pn de 100 kW pour une tension efficace nominale
Un de 800V. Une batterie de condensateur associée à un transformateur per-
met d’adapter l’impédance du générateur Zg à celle du circuit inductif qui
peut être vu comme un transformateur ; l’inducteur jouant le rôle de primaire
alors que chaque secteur du creuset froid et la charge se comportent comme
des secondaires en court-circuit. Chacun de ces éléments est caractérisé par
une résistance et une inductance. L’ensemble du circuit, formé par les conden-
sateurs de capacité C, l’inducteur, le creuset froid et la charge peut alors être
modélisé par un circuit oscillant RLC possèdant une résistance totale Rt et










Figure III.10: Schéma électrique de l’installation – Ug tension délivrée par le
générateur, Uc tension aux bornes de la capacité dans le circuit
oscillant et I courant circulant dans la bobine d’induction
La fréquence du courant circulant dans l’inducteur est imposée par la réso-














Dans le cas où la fréquence est suffisamment élevée, la chute de tension ré-
sistive peut être négligée devant la chute de tension inductive si bien que
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La puissance utile dissipée dans le circuit oscillant (i.e. dans l’inducteur, le
creuset froid et la charge) s’écrit alors
Pu = RtI
2 (III.11)
avec I intensité efficace du courant circulant dans le circuit oscillant.
Pour tirer le maximum de puissance du générateur, il convient de faire en










Au vu des spécifications du générateur utilisé, l’impédance du circuit oscil-
lant doit être la plus proche possible de 6.4Ω.
La résistance et l’impédance totale sont fixées par les dimensions de l’in-
ducteur elles-mêmes imposées par l’application visée. On ne peut donc jouer
que sur la capacité C et le rapport de transformation entre le générateur et le
circuit oscillant pour adapter l’impédance de notre circuit oscillant. Ainsi, en
notant n1 le nombre de spires au primaire (côté générateur) et n2 le nombre
de spires au secondaire (côté circuit oscillant), l’impédance du circuit oscil-
lant vue par le générateur s’écrit alors (n1/n2)
2 Zc. Il ne faut toutefois pas
oublier que le choix de la capacité fixe aussi la fréquence de travail qui est un
paramètre déterminant pour le chauffage et le brassage électromagnétique.
Pour caractériser électriquement notre circuit inductif et choisir le rapport
de transformation permettant la meilleure adaptation d’impédance, nous
avons mesuré la résistance Rt et l’inductance Lt de notre circuit ; la capacité
étant fixée à 51.88 µF. Pour cela, nous utilisons un appareil développé par
Ernst qui permet de charger les condensateurs en injectant une impulsion
de tension dans le circuit et de mesurer l’amortissement de la tension Uc du
circuit oscillant lors de la décharge du condensateur [Ern89].
En analysant le signal caractéristique obtenu (figure III.11), on peut détermi-
ner la pulsation propre du circuit oscillant en mesurant la période entre deux
oscillations et déduire l’inductance totale du circuit oscillant d’après l’équa-
tion III.8. La résistance totale est déterminée par la mesure de la constante de
















Figure III.11: Amortissement du signal dans le circuit oscillant
Les mesures des caractéristiques électriques du circuit oscillant ont tout
d’abord été effectuées à vide avec la présence du creuset froid pour détermi-
ner le rapport de transformation. Dans la mesure où la conductivité électrique
des matériaux constituant l’induit varie avec la température, la résistance et
l’inductance totale du circuit dépendent de la température mais aussi de la
configuration géométrique de la charge. Les mesures ont donc été reconduites
à chaud (950 ◦C) dans la configuration où les deux fluides sont en contact. Les
données obtenues sont regroupées dans la table III.5.
On constate que le choix de la capacité et du raccord de transformation
nous assure une bonne adaptation d’impédance et une fréquence de travail
supérieure à 10 kHz.
Fréquence – f 13 810Hz
Capacité – C 51.88 µF
Inductance totale – Lt 2.56 µH
Résistance totale – Rt 57mΩ
Impédance du circuit oscillant – Zc 0.8Ω
Rapport de transformation – n1/n2 9/3
Impédance du circuit oscillant vue par le générateur – (n1/n2)
2 Zc 7.2Ω
Impédance du générateur – Zg 6.4Ω
Table III.5: Grandeurs électriques du circuit oscillant mesurées à chaud
(950 ◦C) dans la configuration où les deux phases sont en contact
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2.3 Calcul des fréquences propres d’oscillation de l’interface liquide-liquide
Pour optimiser les cinétiques des transferts de masse à l’interface sel-métal,
nous avons cherché à moduler l’amplitude du champ magnétique de sorte
à exciter les modes propres d’oscillation de l’interface entre les deux phases.
Cette modulation d’amplitude est assurée par le pilotage du générateur via le
PC d’acquisition. La réponse du générateur à la tension de commande utilisée
pour piloter le générateur est détaillée dans l’annexe C.
Perrier a vérifié que les fréquences propres théoriques étaient en accord
avec les mesures qu’il a effectuées sur un bain de gallium de 84mm de dia-
mètre et 45mm de hauteur en modulant l’amplitude du courant dans l’induc-
teur [Per03]. Il a ainsi observé les trois premiers modes de vibrations axisy-
métriques oscillant à 2f2 (où f2 désigne la fréquence de modulation) ainsi que
les cinq premiers modes axisymètriques oscillant à f2 (figure III.12).
















































Figure III.12: Amplitudes maximales des déformations de la surface libre
d’un bain de gallium pour différents modes (0,l) obtenues en
modulant l’amplitude du courant inducteur – 0 est le nombre
azimutal et l le nombre radial [Per03]
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On constate que les amplitudes maximales des modes oscillant à 2f2 sont
plus petites que celles des modes oscillant à f2 puisque l’intensité des forces
électromagnétiques pulsantes donnée par l’équation II.86 est proportionnelle
à α2/2 pour la partie oscillant à 2f2 contre 2α pour celle oscillant à f2 où α dé-
signe le rapport de modulation compris entre 0 et 1. Par ailleurs, on remarque
que l’amplitude du mode (0,l) décroit avec le nombre radial l témoignant
de l’action croissante de la tension de surface puisque les pseudo longueurs
d’onde diminuent avec l.
Pour optimiser les transferts de masse entre deux phases, il est nécessaire
d’agiter l’interface le plus possible. Nous avons donc choisi de limiter l’étude
de l’influence du mouvement de l’interface sur les transferts de masse en se
concentrant sur le mode présentant la plus grande amplitude d’oscillation à
savoir le mode (0, 1). Pour déterminer la fréquence de modulation permet-
tant d’exciter ce mode, une analyse linéaire de stabilité nous permettant de
calculer la ou les fréquence(s) propre(s) associée(s) à notre géométrie expéri-
mentale a été entreprise (figure III.13) [Bou98].
Les calculs ont été conduits en admettant que l’interface sel-métal et la
surface libre du sel sont initialement planes ; les hauteurs de métal et de sel
sont respectivement notées hm et hs et le diamètre du bain a. Les deux fluides
sont considérés incompressibles et leur viscosité est négligée. On suppose
également que les amplitudes des déformations de l’interface ηi (r, θ, t) et de
la surface libre du sel ηsl (r, θ, t) sont faibles devant les hauteurs hm et hs, si












Figure III.13: Géométrie associée au calcul des fréquences propres d’oscilla-
tion de l’interface
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Les écoulements étant considérés irrotationnels, il est commode d’intro-
duire les potentiels de vitesse dans chaque fluide,Φm (r, θ, z, t) etΦs (r, θ, z, t),
définis à partir des champs de vitesse dans le métal um et le sel us par
um =∇Φm (III.15)
us =∇Φs (III.16)
Dans le cadre des hypothèses déjà évoquées, la dynamique des deux fluides
est régie par les équations d’Euler linéarisées qui, associées aux équations de
continuité dans chacun des fluides, conduisent au système suivant








avec p∗m et p∗s les pressions motrices dans le métal et le sel.
En utilisant une condition limite de vitesse nulle au fond du creuset et
de glissement sur les parois, l’intégration de l’équation de continuité dans le
métal et dans le sel conduit à l’écriture suivante des potentiels de vitesse






cosh (λkl (z+ hm))
λkl sinh (λklhs)
cos (kθ) (III.21)





Φˆs (t) Jk (λklr)
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où Jk désigne la fonction de Bessel de première espèce d’ordre k, λkla le
l−ième zéro de la fonction de J′k (r) et A une constante déduite de l’écriture




























avec g1 et g2 deux constantes faisant intervenir les masses volumiques du
métal ρm et du sel ρs ainsi que sa tension de surface du sel γs et celle de
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L’intégration des équations d’Euler linéarisées (éq. III.18 et III.20) conduit à
deux équations de Bernouilli qui s’écrivent à l’interface entre les deux fluides

















+ ρsgηsl − γs∇2S ηsl = 0 (III.27)
En décomposant ηi et ηsl en série de Fourrier-Bessel, on obtient finalement
l’expression des déformations de l’interface sel-métal et de la surface libre





ηˆ◦i cos (ωklt) Jk (λklr) cos (kθ) (III.28)






Aλ2kl sinh (λklhs) + cosh (λklhs)
)
Jk (λklr) cos (kθ)
(III.29)
où ηˆ◦i est l’amplitude de la déformation de l’interface et ωkl la pulsation
















L’équation III.23 admettant deux racines, il existe deux pulsations propres
pour chaque mode (k,l).
En utilisant les propriétés physiques du fluorure de lithium et de l’anti-
moine à 950 ◦C regroupées dans les tables A.1 et A.2 en annexe A et les di-
mensions de notre système, à savoir a = 45mm, hm = 40mm et hs = 20mm,
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le nombre d’onde du premier mode axisymétrique correspondant à k = 0 et
l = 1, est 85.15m−1 et les fréquences propres correspondantes sont ω01, 1 =
3.41Hz et ω01, 2 = 4.77Hz.
Il est très difficile de mesurer expérimentalement les amplitudes des oscil-
lations de l’interface en utilisant une pointe de contact comme l’a fait Perrier
sur le pot de gallium (figure III.12) du fait des températures très élevées. Ce-
pendant, il a montré qu’il est possible de détecter la résonance d’une surface
libre sans contact en mesurant la fréquence du courant circulant dans l’in-
ducteur. Lorsque l’interface se déforme, l’inductance Lt et la résistance Rt du
circuit oscillant sont légèrement modifiées ce qui engendre de faibles varia-
tions de la fréquence f1 du courant d’après l’équation III.8. Pour vérifier que
les fréquences calculées correspondent effectivement aux fréquences propres
de l’interface sel-métal, nous avons employé cette procédure [Cou11].
La figure III.14 représente les variations ∆f1 de la fréquence f1 autour de
sa valeur moyenne en fonction de la fréquence de modulation f2. On observe
deux pics autour de 3.45 et 4.75Hz correspondants au mode (0, 1) en accord
avec les résultats précédents. Nous avons également pu vérifier qualitative-
ment que ces fréquences correspondent au premier mode de résonance en
visualisant la surface libre du sel et l’interface sel-métal. On remarque aussi
que l’amplitude des variations de la fréquence propre est plus importante à
3.45Hz qu’à 4.75Hz. Nous avons donc utilisé cette fréquence de modulation





















Figure III.14: Évolution de l’amplitude des variations de la fréquence du cou-
rant f1 avec la fréquence de modulation f2
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3 résultats obtenus
Afin de valider le protocole expérimental mis en place, nous avons réalisé
deux expériences de reproductibilité avec du cérium dans un premier temps.
Lors de ces essais, la configuration géométrique du four était un peu diffé-
rente de celle des expériences suivantes : le haut de l’inducteur était aligné
sur le haut du creuset froid et du creuset extérieur (figure III.15a). Par la
suite, l’inducteur a été descendu de 27mm de sorte à le centrer sur l’interface
liquide-liquide pour optimiser le couplage électromagnétique. L’extraction du
cérium, du néodyme et du samarium seuls puis leur co-extraction ont été étu-
diées sur cette seconde configuration (figure III.15b).
sel 













(a) Géométrie lors des essais de reproductibi-
lité
sel 








(b) Géométrie lors des expériences suivantes
Figure III.15: Géométries expérimentales testées
3.1 Expériences de reproductibilité
Les deux premiers essais (#1 et #2) consistent à extraire le cérium d’un
sel LiF−CeF3 à 2mol% sur une nappe Li−Sb à 10mol%. Pour valider le
protocole expérimental mis en place, les deux expériences ont été menées
dans les mêmes conditions. Les quantités de sel et de métal mises en jeu sont
respectivement ms ≈ 230 g et mm ≈ 1600 g.
La fusion des deux phases dure environ 45min. Durant cette étape, l’inten-
sité du courant est progressivement augmentée jusqu’à une valeur d’environ
500Arms (figure III.16). La mise en contact des deux solvants est facilement
identifiable sur le thermogramme associé (figure III.17) ainsi que sur la courbe
de fréquence du courant qui varie brusquement suite au changement d’induc-
tance totale du circuit oscillant consécutif à l’escamotage du creuset intérieur.
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Figure III.16: Évolution de l’intensité efficace et de la fréquence du courant
au cours de l’essai #2






















métal sel mélange enceinte
Temps  −  t [min]
Figure III.17: Évolution des températures au cours de l’essai #2
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L’instant à partir duquel le creuset intérieur est soulevé pour mettre en
contact les phases est pris comme référence de temps pour l’étude cinétique.
Cette étape dure entre 15 et 30 s. Il faut compter autant de temps pour des-
cendre le carrousel au-dessus du bain si bien que le premier prélèvement
est généralement effectué dans la première minute qui suit le début de l’es-
camotage du creuset. Les temps de prélèvement sont relevés au moyen du
même programme que celui permettant l’acquisition du courant. Il est aussi
possible de repérer très précisément le moment où les tiges plongent dans
le bain puisqu’il s’accompagne d’une variation de fréquence du courant de
quelques hertz comme on peut le voir sur la figure III.18.




























Figure III.18: Zoom sur l’encadré de la figure III.16
Les prélèvements réalisés sont analysés par ICP suivant le protocole décrit
en annexe B. L’évolution des concentrations de cérium et de lithium (expri-
mées en mgg−1) dans la phase métallique pour chacun des essais est présen-
tée sur les figures III.19a et III.19b ; les données sont regroupées en annexe
dans les tables B.2 et B.3.
Les résultats des deux essais sont concluants. Pour chacune des expériences,
les cinétiques sont très rapides puisqu’il faut moins de 10min pour que les
concentrations de cérium et de lithium se stabilisent. On remarque aussi
que les concentrations de cérium s’établissent dans les deux cas autour de
8mgg−1. Ces teneurs conduisent à un facteur d’extraction de l’ordre de 60%
légèrement inférieur aux calculs prévisionnels présentés dans la section 1.2
qui prévoient l’extraction d’environ 70% du cérium à 950 ◦C.
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(a) Essai #1




































Figure III.19: Évolution des fractions massiques de Ce et de Li dans l’anti-
moine lors des essais de reproductibilité
À partir de la régression (représentée en pointillés bleus sur les figures III.19a
et III.19b) effectuée sur les fractions massiques de cérium wCe, et de la concen-
tration initiale de lithium dans l’alliage métallique, il est possible de déter-
miner l’évolution de la concentration de l’agent réducteur dans l’antimoine
en écrivant le bilan de masse issu de l’équation d’oxydo-réduction (courbe
en pointillés noirs). On constate que les teneurs en lithium mesurées sont
inférieures à celles déduites. Cette perte de lithium provient probablement
de l’oxydation parasite du lithium au cours de l’élaboration de l’alliage ou
pendant l’expérience même de transfert. Cette hypothèse est appuyée par le
fait que l’on retrouve toujours un peu d’oxyde dans le creuset intérieur à la
fin de l’expérience. Malgré cette légère perte de réducteur, le cérium demeure
néanmoins le réactif limitant de la réaction d’extraction puisque le lithium
est largement en excès.
Les constantes de transfert de masse km peuvent être déduites du modèle












Pour chacune des expériences, les logarithmes sont tracés sur les fi-
gures III.20a et III.20b. La pente des courbes nous permet de déterminer
la constante de temps tm de l’extraction et d’en déduire la constante de
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(a) Essai #1 – tm = 1.55min





















(b) Essai #2 – tm = 1.37min
Figure III.20: Détermination des temps caractéristiques d’extraction lors des
essais de reproductibilité
Dans les deux cas, les constantes de temps tm sont établies sur les cinq ou
six premiers points qui s’alignent autour d’une droite passant par l’origine.
Les valeurs obtenues sont regroupées dans la table III.6 qui comprend égale-
ment les constantes de transfert de masse km déduites. Le volume de métal
considéré correspond aux 1600 g d’antimoine mis en jeu soit Vm = 245.5 cm3
et l’aire interfaciale est calculée sans prendre en compte sa déformation sta-
tique sous l’effet de la pression électromagnétique afin de faciliter la compa-
raison avec le cas où l’interface est agitée. En l’absence d’agitation, l’aire de
l’interface est S = 63.6 cm2.
Les résultats obtenus attestent de la cinétique élevée des transferts puisque
les temps caractéristiques tm sont inférieurs à 2min. Les constantes de trans-
fert de masse obtenues sont très proches puisqu’elles valent respectivement
4.16± 0.03 · 10−4 ms−1 et de 4.70± 0.04 · 10−4 ms−1 pour l’essai #1 et #2. Ces
résultats confirment la reproductibilité des expériences et valident le proto-
cole expérimental adopté.




1 1.55± 0.01 4.16± 0.03 · 10−4
2 1.37± 0.01 4.70± 0.04 · 10−4




3.2 Extraction du cérium
L’extraction du cérium a été étudiée dans la configuration décrite sur la
figure III.15b. La composition initiale du sel de l’alliage métallique demeure
inchangée (LiF−CeF3 2mol% et Li−Sb 10mol%). Deux expériences menées
avec (expérience #A) et sans modulation (expérience #B) nous ont permis
d’évaluer l’influence de l’agitation de l’interface sur les cinétiques de trans-
fert.
À la fin de chaque expérience, les lingots ont été découpés (figure III.21)
et analysés au microscope optique à balayage (MEB) (figure III.22). Contrai-
rement à ce qui a pu être observé dans certains cas par Lemort ou Perrier,
on ne distingue pas d’inclusion métallique dans le sel provenant de la réduc-
tion à distance du cérium qui peut se produire lorsqu’une couche d’oxyde se
forme à l’interface [Lem97] ; cela témoigne d’un brassage efficace.
(a) Expérience #A (b) Expérience #B
Figure III.21: Photographies d’une coupe verticale du lingot obtenu lors des
expériences #A et #B
Des échantillons du lingot final solidifié ont été découpés puis enrobés pour
être polis à l’aide d’une solution diamantée allant jusqu’à une granulométrie
de 1 µm de sorte à pouvoir réaliser des images en électrons rétrodiffusés – ou
BSD (BackScatterred electron Detector) – permettant d’obtenir un contraste de
phase. Les échantillons sont ensuite métallisés en déposant un film d’une di-
zaine de nanomètres de carbone à la surface de l’échantillon permettant d’évi-
ter l’accumulation de charges sur l’échantillon soumis au faisceau d’électron.
Les échantillons ont été analysés au moyen du microscope LEO S440 équipé
d’un analyseur EDAX accessible en libre service au CMTC (Consortium des
Moyens Technologiques Communs) de Grenoble INP.
Les micrographies obtenues des échantillons salins (figure III.22a) et mé-
talliques (figure III.22b) nous permettent de vérifier quantitativement si l’ex-
traction a lieu. Sur chacun des clichés on observe deux phases distinctes. Les
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(a) Échantillon salin (b) Échantillon métallique
Figure III.22: Micrographies BSD d’échantillons issus de l’expérience #A
zones les plus claires de l’image de l’échantillon salin sont plus denses que
le reste de la matrice ; elles contiennent probablement du fluorure de cérium.
De la même façon, on distingue des aiguilles dans la phase métallique cer-
tainement composées de cérium. Ces hypothèses ont été confirmées par les
analyses EDS (Energy-Dispersive X-ray Spectroscopy) de chacune des phases
des échantillons métalliques et salins présentées sur les figures III.23 et III.24.
On constate sur la figure III.23a correspondant à l’analyse de la zone claire
du sel que cette phase est un mélange de fluorure de lithium et de cérium
(pointé d’analyse 1). Il faut toutefois noter que la raie Kα du lithium n’est pas
décelable par le détecteur semi-conducteur Si(Li) utilisé puisque son énergie
est trop faible (0.053 keV). L’intensité du pic du fluor nous permet cependant
d’affirmer que cette phase contient du LiF. Ce spectre révèle aussi la présence
d’oxygène et de silicium que l’on ne retrouve pas ailleurs dans la matrice
saline (figure III.23b). Cette contamination ne peut provenir que des tubes en
quartz utilisés pour réaliser les prélèvements métalliques et qui sont attaqués
par le sel malgré leur temps de séjour inférieur à 5 s dans le bain. L’autre
phase observable sur la figure III.22a ne contient que du fluorure de lithium
et quelques traces de calcium probablement présent sous forme de fluorure
de calcium (II) CaF2 ; le sel étant vendu pur à 98%. En revanche, on ne trouve
pas d’oxygène dans cette phase ce qui atteste de la bonne déshydratation du
fluorure de lithium.
Le spectre du pointé d’analyse 1 réalisé sur l’échantillon métallique (fi-
gure III.24a) confirme également la présence de cérium en solution solide
dans la zone la plus claire alors que l’autre phase (pointé d’analyse 2 sur la
figure III.22b) n’est constituée que d’antimoine et vraisemblablement de li-
thium (figure III.24a). On note également sur ces deux spectres la présence
d’oxygène en faible quantité dans ces échantillons. Il est cependant difficile
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(a) Pointé d’analyse 1 (phase claire) – figure III.22a
0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10















(b) Pointé d’analyse 2 (phase sombre) – figure III.22a
Figure III.23: Analyses EDS d’un échantillon salin de l’expérience #A
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(a) Pointé d’analyse 1 (phase claire) – figure III.22b
0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10























(b) Pointé d’analyse 2 (phase sombre) – figure III.22b
Figure III.24: Analyses EDS d’un échantillon métallique de l’expérience #A
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de déterminer s’il s’agit d’une simple oxydation de surface qui peut se pro-
duire lors du polissage ou de l’entreposage des échantillons à l’air libre ou de
la présence d’oxyde dans l’alliage puisque seul un volume d’environ 1µm3
est analysé par cette technique.
Huit échantillons métalliques ont été prélevés pendant l’expérience #A
contre dix lors de l’expérience #B dans laquelle l’intensité du courant induc-
teur a été modulée. Les paramètres utilisés sont donnés en annexe B. Les
figures III.25a et III.25b représentent l’évolution des concentrations de cérium
et de lithium dans la phase métallique en fonction du temps. La tempéra-
ture durant ces deux extractions est de l’ordre de 930 ◦C. Les données sont
regroupées dans les tableaux B.4 et B.5.



































(a) Expérience #A sans modulation



































(b) Expérience #B avec modulation
Figure III.25: Évolution des fractions massiques de Ce et de Li dans l’an-
timoine lors des expériences d’extraction du cérium – expé-
riences #A et #B
Dans les deux expériences, les tendances des courbes de concentrations de
cérium et de lithium sont similaires. Comme lors des essais de reproductibi-
lité, on observe une diminution des concentrations en cérium dans l’alliage
métallique en fin d’expérience. Au vu des analyses quantitatives présentées
plus haut, ce phénomène peut être expliqué par l’oxydation du cérium extrait
dans la phase métallique par les oxydes introduits dans le sel lorsque les ai-
guilles de prélèvement en quartz sont plongées dans le bain. Nous n’avons ce-
pendant pas trouvé d’autres matériaux satisfaisants pour remplacer le quartz
de ces tubes de prélèvement qui doivent pouvoir être brisés pour récupérer
l’échantillon métallique. Un essai a été réalisé avec des tubes en alumine qui
n’ont pas supporté le choc thermique lorsqu’ils ont été plongés dans le bain.
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En se basant sur la quantité maximale de cérium dans l’antimoine, on es-
time que 75% du lanthanide initialement présent dans le sel est extrait au
cours de ces expériences. Ce rendement d’extraction est supérieur à celui
mesuré au cours des deux premières expériences de reproductibilité. On l’ex-
plique par les raisons suivantes :
– Lors des expériences #A et #B, la température est inférieure à celle des
deux premiers essais.
– Les concentrations en lithium attendues sont plus proches des points
expérimentaux ce qui nous permet d’en conclure que plus de lithium est
disponible pour la réaction.




































Figure III.26: Facteur d’extraction du cérium en fonction du temps – expé-
riences #A et #B
La comparaison des deux expériences fait apparaitre des rendements et
des cinétiques très proches (figure III.26). Les temps caractéristiques d’extrac-
tion sont déterminés à partir des figures III.27a et III.27b. Pour comparer les
constantes de transfert de masse, l’aire interfaciale moyenne lorsque le mode
de vibration (0,1) est excité est évaluée en considérant que l’amplitude des
déformations est de 10mm. Dans ce cas, on obtient une surface d’échange de
65.4 cm2 en augmentation de 2% par rapport à une interface non agitée.
Les cinétiques globales de transfert sont regroupées dans la table III.7. À la
vue des valeurs obtenues, on constate que l’agitation de l’interface ne semble
pas avoir d’effet significatif sur la vitesse de transfert si l’on excepte l’augmen-
tation (très faible) de la surface d’échange. L’écoulement est probablement
suffisamment turbulent si bien que l’agitation de l’interface n’a pas d’inci-
dence dans ce cas. Dans les expériences suivantes, les transferts sont donc
étudiés sans moduler l’amplitude du courant inducteur.
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Figure III.27: Détermination des temps caractéristiques d’extraction du cé-
rium lors des expériences #A et #B
En comparant ces mesures à celles obtenues dans la première configuration
et rapportées à la section 3.1, on s’aperçoit que les constantes de transfert de
masse km sont presque deux fois inférieures lors de ces essais. La topologie
de l’écoulement, dépendante de la position de l’inducteur, est certainement
responsable de cette observation qui témoignerait d’un contrôle diffusif et
non chimique de la cinétique des échanges dans notre dispositif expérimental.




A 2.64± 0.01 2.44± 0.01 · 10−4
B 2.57± 0.03 2.44± 0.03 · 10−4
Table III.7: Temps caractéristiques et coefficients cinétiques obtenus lors des
expériences #A et #B
3.3 Extraction du néodyme
Le second lanthanide étudié est le néodyme. Une trentaine de grammes de
fluorure de néodyme (III) (31.67 g) a été placée dans le fluorure de lithium
de sorte que la concentration initiale en NdF3 s’élève à 2mol%. L’alliage
métallique d’antimoine contient toujours 10mol% de lithium. Dans cette ex-
périence (#D), l’intensité du courant efficace est de 450A et la température
moyenne à laquelle l’extraction est réalisée est de 950 ◦C.
De la même façon que lors des expériences réalisées sur l’extraction du
cérium, la coupe du lingot final ne présente pas d’inclusion métallique dans
la phase saline (figure III.28).
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Figure III.28: Photographie d’une coupe verticale du lingot obtenu lors de
l’expérience #D
Des échantillons issus de ce lingot final ont été analysés au MEB. On ob-
serve sur les micrographies réalisées en électrons secondaires la présence de
différentes phases dans les échantillons salins et métalliques (figures III.29a
et III.29b). Il faut noter que, comme dans le cas de l’extraction du cérium, le
néodyme se retrouve en solution solide dans l’alliage d’antimoine.
(a) Échantillon salin (b) Échantillon métallique
Figure III.29: Micrographies BSD d’échantillons issus de l’expérience #D
Les analyses EDS réalisées dans les différentes phases visibles sur les mi-
crographies confirment la présence résiduelle de néodyme dans les phases
les plus claires du sel (figures III.30a et III.30b). L’analyse de la zone en forme
d’aiguille dans la phase métallique (pointé d’analyse 1) prouve que le fluo-
rure de néodyme est réduit (figures III.31a et III.31b).
Tout comme dans le cas de l’extraction du cérium, on observe la présence
de silicium et d’oxygène provenant de la réaction entre le sel et l’aiguille de
prélèvement dans les phases qui contiennent le fluorure de néodyme.
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(a) Pointé d’analyse 1 (phase claire) – figure III.29a



















(b) Pointé d’analyse 2 (phase sombre) – figure III.29a
Figure III.30: Analyses EDS d’un échantillon salin de l’expérience #D
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(a) Pointé d’analyse 1 (phase claire) – figure III.29b
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(b) Pointé d’analyse 2 (phase sombre) – figure III.29b
Figure III.31: Analyses EDS d’un échantillon métallique de l’expérience #D
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Huit prélèvements ont été analysés par ICP. Les résultats de ces analyses
sont regroupés dans la table B.6. L’évolution du facteur d’extraction du néo-
dyme déduit de ces mesures est présentée sur la figure III.32. Cette expérience
permet d’établir que le rendement d’extraction du néodyme est de 56%. Cette
valeur est beaucoup plus faible que celle estimée par les calculs effectués à la
section 1.2 et évaluée à 93%.
































Figure III.32: Facteur d’extraction du néodyme en fonction du temps – expé-
rience #D
Ces mesures montrent également que la cinétique d’extraction du néo-
dyme est rapide. Le temps caractéristique, déduit de la figure III.33, est de
1.90± 0.04 min. Il conduit à une constante de transfert de masse km égale à
3.39± 0.08 · 10−4 ms−1.




















Figure III.33: Détermination de la constante de temps – expérience #D
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3.4 Extraction du samarium
L’extraction de samarium sous forme de fluorure de samarium (III) dans
le sel a également été étudiée (expérience #E). La composition initiale du
sel en SmF3 est de 2mol% ; celle de l’alliage métallique est de 10mol%. La
température moyenne lors de cette expérience est de 955 ◦C.
Dix échantillons métalliques ont été prélevés et analysés. L’évolution du
facteur d’extraction au cours du temps est présentée sur la figure III.34. En-
viron 47% du samarium initialement présent dans le sel a été transféré lors
de cette expérience. Cette valeur est également plus faible que celle issue des
calculs thermodynamiques réalisés en négligeant les interactions du fluorure
de samarium avec le solvant salin puisque l’on s’attendait à en récupérer plus
de 95%.
Comme dans les autres expériences de transfert, on note une diminution
des concentrations en samarium dans l’alliage métallique en fin d’expérience.
































Figure III.34: Évolution du facteur d’extraction du samarium – expérience #E
Les cinétiques d’extraction sont une nouvelle fois rapides et du même ordre
de grandeur que celles obtenues dans le cadre de l’extraction du cérium ou du
néodyme. Le temps caractéristique du transfert est de 2.12± 0.03 min. Il a été
déterminé à partir de la pente de la droite tracée sur la figure III.35. On en dé-
duit que la constante de transfert de masse km est de 3.04± 0.05 · 10−4 ms−1.
Ces résultats attestent du contrôle diffusif de l’extraction des lanthanides
dans notre dispositif expérimental puisque, dans des conditions hydrodyna-
miques analogues, le coefficient de transfert de masse évolue comme D1/2 où
D est le coefficient de diffusion de l’espèce transférée. Les coefficients de diffu-
sion des trois lanthanides étant voisins, il est normal d’obtenir des constantes
de transfert de masse proches.
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Figure III.35: Détermination de la constante de temps d’extraction du sama-
rium – expérience #E
3.5 Co-extraction cérium-néodyme-samarium
Pour se rapprocher des conditions qui seront rencontrées dans le cadre
du retraitement des déchets nucléaires, nous avons voulu estimer l’impact
de la présence de plusieurs lanthanides dans le sel initial. Une expérience
de co-extraction des trois lanthanides a donc été menée (expérience #G). Les
mêmes quantités de cérium (31.01 g), de néodyme (31.67 g) et de samarium
(32.63 g) ont été introduites dans 200 g de fluorure de lithium ce qui repré-
sente 0.157mol de chacun des lanthanides, soit une fraction molaire de cé-
rium, néodyme et samarium de 1.92mol%. Pour s’assurer que le lithium ne
soit pas le réactif limitant, la concentration initiale de l’alliage en agent réduc-
teur a été fixée à 15mol% ce qui correspond à 16.10 g de lithium pour 1600 g
d’antimoine ou encore 2.319mol.
La co-extraction a lieu à une température de l’ordre de 945 ◦C. Seuls sept
prélèvements ont pu être analysés. Les facteurs d’extraction sont calculés à
partir des données regroupées dans la table B.8. On retrouve des valeurs
proches de celles obtenues lorsque les éléments sont extraits individuelle-
ment : FCe = 72%, FNd = 64% et FSm = 49%. Comme lors des expériences
précédentes, on constate que le cérium est l’élément extrait le plus facilement.
Il est suivi du néodyme puis du samarium (figure III.36).
Les temps caractéristiques des transferts des trois lanthanides ont été déter-
minés sur les trois premiers points expérimentaux (figure III.37). Les résultats
obtenus, regroupés dans la table III.8 sont en accord avec les mesures précé-
dentes.
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Figure III.36: Facteur d’extraction du cérium, néodyme et samarium co-
extraits – expérience #G
























Figure III.37: Détermination des constantes de temps de co-extraction du cé-
rium, néodyme et samarium – expérience #G




Ce 1.97± 0.13 3.27± 0.22 · 10−4
Nd 1.70± 0.15 3.78± 0.34 · 10−4
Sm 1.71± 0.20 3.76± 0.47 · 10−4
Table III.8: Temps caractéristiques et coefficients cinétiques obtenus lors de





L’étude expérimentale des transferts des fluorures de cérium (III), de néo-
dyme (III) et de samarium (III) en solution dans un sel de fluorure de lithium
vers une nappe d’antimoine en utilisant le lithium comme agent réducteur a
été réalisée après validation du protocole expérimental. Deux essais d’extrac-
tion du cérium ont prouvé la reproductibilité des expériences validant ainsi le
protocole expérimental mis en œuvre pour s’affranchir des problèmes d’oxy-
dation pouvant avoir un effet notable sur les transferts.
Pour augmenter les cinétiques des échanges, l’influence de l’agitation de
l’interface engendrée par la modulation du champ magnétique a été explo-
rée. Présentant l’amplitude de déformation la plus grande, seul le premier
mode radial d’oscillations (0, 1) de l’interface a été excité. Pour cela, une ana-
lyse de stabilité linéaire nous a permis de déterminer les fréquences propres
d’oscillations de l’interface. Les résultats obtenus ont été validés par une me-
sure indirecte proposée par Perrier reposant sur la variation de la fréquence
haute du courant inducteur ainsi que par l’observation visuelle du bain.
Deux expériences de transfert avec et sans modulation du courant de l’in-
ducteur ont été réalisées. Ces expériences nous permettent de conclure que
la cinétique d’extraction n’est pas limitée par la réaction chimique puisque
les expériences ont été réalisées avec les mêmes concentrations de solutés que
lors des tests de reproductibilité mais dans une configuration géomètrique du
four différente modifiant l’hydrodynamique du bain. Il apparait également
que les cinétiques des transferts sont identiques avec et sans modulation du
champ magnétique. Les rendements d’extraction sont également égaux ; ce
qui témoigne une nouvelle fois des bonnes conditions de travail. Si l’agitation
de l’interface peut s’avérer utile pour casser les couches passivantes observées
par Moriyama, Lemort ou encore Perrier qui peuvent se former à l’interface
en présence d’oxygène, elle semble avoir un impact limité lorsque l’interface
sel-métal est « propre ». L’augmentation de la surface d’échanges est en ef-
fet très modérée (quelques pourcents) et l’agitation de l’interface ne semble
pas permettre de générer beaucoup plus de turbulences à l’interface que celle
produite par un simple brassage mono-fréquence.
Les expériences sur les autres lanthanides (néodyme et samarium) ont été
menées sans modulation du champ magnétique. Quelque soit l’élément ex-
trait, les cinétiques de transfert sont toutes très rapides et proches les unes
des autres confirmant ainsi le contrôle diffusif des échanges au voisinage de
l’interface (table III.9). Les mesures indiquent également que des trois lantha-
nides étudiés, le cérium est celui dont l’extraction est la plus facile suivi du
néodyme et du samarium.
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FM exp FM th
#A Ce 2.44± 0.01 · 10−4 75% 70%
#B Ce 2.44± 0.03 · 10−4 75% 70%
#D Nd 3.39± 0.08 · 10−4 56% 93%
#E Sm 3.04± 0.05 · 10−4 47% 98%
(a) Extraction individuelle du cérium, néodyme et samarium –







Ce 3.27± 0.22 · 10−4 72%
Nd 3.78± 0.34 · 10−4 64%
Sm 3.76± 0.47 · 10−4 49%
(b) Co-extraction du cérium, néodyme et samarium –
LiF−CeF3−NdF3−SmF4 (94.24–1.92–1.92–1.92mol%),
Li−Sb (15mol%)
Table III.9: Récapitulatif des coefficients de transfert de masse et comparaison
des facteurs d’extraction mesurés et calculés à 950 ◦C sans prendre
en compte les coefficients d’activité dans le sel
Ce résultat est contraire aux calculs thermodynamiques qui ont été conduits
sans tenir compte des coefficients d’activité du fluorure de lanthanide dans
la phase saline et qui donnent une tendance inverse. On peut déduire de nos
mesures que la stabilité des solutés en solution dans le sel est accrue c’est-
à-dire que les coefficients d’activité des fluorures de lanthanides dans le sel
sont inférieurs à l’unité. Ces résultats nous permettent également d’établir
que logγSmF3 < logγNdF3 < logγCeF3 .
À partir des coefficients de partages mesurés expérimentalement, la
constante d’apparente réelle de la réaction peut-être déduite et il est ainsi
possible de donner les ordres de grandeur des coefficients d’activité des
fluorures de cérium, de néodyme et de samarium dans le fluorure de li-
thium. Ces résultats sont regroupés dans la table III.10. Il est notable de
constater que les coefficients d’activités du fluorure de néodyme et du fluo-
rure de samarium sont assez éloignés de celui du fluorure de cérium, ces
derniers étant par ailleurs très proches. En outre, la valeur du coefficient
d’activité du fluorure de néodyme peut être comparée à celle mesurée par
Hu à 850 ◦C dans le fluorure de lithium pour une composition de 2mol% à
savoir γNdF3 = 1.02 [Hu10]. Cette valeur est assez éloignée de notre ordre de
grandeur.
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Expérience Élément DLn, exp. DLi, exp. logK′exp. logK
′
calc. logγLnF3
#A Ce 1.64 0.14 2.78 3.42 −0.64
#B Ce 1.61 0.14 2.77 3.42 −0.65
#D Nd 0.67 0.15 2.29 4.32 −2.03
#E Sm 0.48 0.16 2.10 4.85 −2.75
Table III.10: Coefficients d’activité des fluorures de cérium, de néodyme et




modélisation du réacteur expérimental
Les expériences de transfert des lanthanides semblent indiquer que la ciné-
tique des échanges n’est pas contrôlée par la chimie mais par la diffusion des
espèces réactives au voisinage de l’interface. Pour vérifier la pertinence du
modèle de la double couche de diffusion utilisé pour interpréter les résultats
expérimentaux et déterminer par la diffusion de quelle espèce le transfert de
masse est limité, la modélisation du réacteur expérimental a été réalisée.
La simulation numérique d’un tel réacteur est une tâche complexe puis-
qu’elle implique de nombreux couplages entre différents phénomènes phy-
siques. La première partie de ce chapitre présente la géométrie simplifiée qui
a été modélisée. Les ordres de grandeurs associés au réacteur expérimental
sont également donnés.
La stratégie adoptée pour réaliser la simulation du réacteur est décrite dans
la seconde section du chapitre. Elle permet de simplifier la résolution du
problème en décomposant le calcul en trois étapes successives. Les différents
modèles utilisés sont décrits. Le couplage entre les deux fluides immiscibles
est également présenté.
Les résultats des différentes étapes du calcul sont donnés en fin de chapitre.
La forme de l’interface sel-métal est déterminée lors d’une première étape,
puis les champs de vitesse et de température sont calculés. Les transferts de
masse du cérium déduits sont ensuite comparés aux données expérimentales.
1 mise en place du modèle numérique
Le réacteur expérimental utilisé lors des expériences #A à #G a été simulé
(figure III.15b). La fusion séparée du sel et du métal n’est pas décrite ; seule
la configuration dans laquelle les deux fluides sont en contact est modélisée.
Les efforts se sont portés sur la description des champs de vitesse nécessaires
à la détermination des transferts de masse à l’interface sel-métal.
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1.1 Hypothèses de travail
La simulation du réacteur fait intervenir différents problèmes physiques
fortement couplés (électromagnétisme, thermique, écoulements turbulents,
déformation de l’interface, transfert de masse) pouvant nécessiter des temps
de calculs importants. Tant le calcul des écoulements engendrés par le bras-
sage électromagnétique dans le métal liquide que celui des transferts de
masse à l’interface sont déterminés par des modèles simples.
En effet, la description de la turbulence à l’interface entre deux fluides
non miscibles et des mécanismes des transferts de masse associés fait l’ob-
jet d’études fondamentales extrêmement coûteuses en ressources de calcul.
Actuellement, les recherches menées dans le domaine s’appuient sur des si-
mulations aux grandes échelles (où LES pour Large Eddy Simulation) permet-
tant de résoudre les équations de Navier-Stokes filtrées en décrivant les plus
grandes échelles de la turbulence et en utilisant des modèles sous-mailles
pour décrire les structures inférieures à la taille du maillage. Calmet et
Magnaudet ont ainsi mis en évidence les interactions entre les champs de
concentration au voisinage de l’interface et les structures turbulentes en consi-
dérant l’interface plane et indéformable [Cal98]. Plus récemment, des études
réalisées en résolvant toutes les échelles de la turbulence ont été menées à
l’aide de simulations numériques directes (où DNS pour Direct Numerical
Simulation) sur un écoulement stratifié gaz-liquide. Lombardi s’est d’abord
penché sur la description de la turbulence lorsque l’interface est considérée
comme étant indéformable [Lom96] puis Fulgosi a réalisé une simulation en
prenant en compte les déformations de l’interface [Ful03]. Ces simulations
ont ensuite abouti à la description des transferts de masse à une interface
gaz-liquide cisaillée [Ban04].
Dans ce travail, nous cherchons simplement à décrire la sous-couche de
diffusion chimique au voisinage de l’interface sel-métal. Il n’est donc pas né-
cessaire de décrire les fluctuations lentes de l’écoulement engendrées par le
brassage électromagnétique et qui peuvent être prises en compte en réali-
sant une simulation aux grandes échelles comme l’a démontré Baake [Baa03].
Ici, un simple modèle de turbulence basé sur les équations de Navier-Stokes
moyennées est donc utilisé.
Par ailleurs, pour réduire les temps de calculs, nous avons exploité la symé-
trie du dispositif pour réaliser tous les calculs en 2D-axisymétrique. La géo-
métrie simulée est présentée sur la figure IV.1. Cette simplification ne nous
permettant pas de prendre en compte le creuset froid dans les calculs d’élec-
tromagnétisme, l’intensité du courant utilisé comme paramètre d’entrée du
modèle a été ajustée de sorte à simuler un champ magnétique sur l’axe de
même intensité.
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sel 














Figure IV.1: Schéma de la géométrie simulée
1.2 Mesure du champ magnétique à vide
Pour éviter la modélisation du creuset froid, le courant circulant dans
l’inducteur a été adapté de sorte à produire un champ magnétique com-
parable. Pour déterminer l’intensité de ce courant, la composante verticale
du champ magnétique a été mesurée expérimentalement sur l’axe, au centre
de la bobine. Pour cela, nous avons utilisé un capteur inductif constitué de
n = 30 spires en cuivre bobinées sur une tige en alumine de 2mm de dia-
mètre. En plaçant ce capteur inductif dans le champ magnétique, il apparait
à ses bornes une différence de potentiel e proportionnelle à la composante
verticale du champ magnétique B.
e = nωBS (IV.1)
où n est le nombre de spires du capteur,ω la pulsation du champ magnétique
et S la section d’une spire qui doit être suffisamment petite pour que le champ
magnétique puisse être considéré comme constant sur la section du capteur.
Les mesures ont été effectuées avec et sans creuset froid à vide. En l’absence
de creuset froid, la relation qui lie le champmagnétique B (en mT) à l’intensité
I (en A) du courant circulant dans l’inducteur est donnée par la relation IV.2.
En présence du creuset froid, on obtient l’équation IV.3.
Bexp, ssCF = 0.0386 I− 0.376 (IV.2)
Bexp, avCF = 0.0315 I− 0.662 (IV.3)
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Le champ magnétique a aussi été simulé avec le code de calcul utilisé par
la suite (ANSYS Fluent®) ainsi qu’avec le logiciel Comsol Multiphysics®. Les
deux logiciels donnent des résultats similaires :
Bnum = 0.0399 I (IV.4)
Ces résultats sont en accord avec la valeur théorique qui peut être déduite
de la loi de Biot et Savart (éq. IV.5).
Bth = 0.0401 I (IV.5)
L’ensemble des résultats est représenté sur la figure IV.2. Les valeurs du
champ magnétique calculées numériquement sont relativement proches de
la valeur mesurée en l’absence de creuset froid. On constate que sa présence
écrante le champ magnétique dont l’intensité, à courant identique dans l’in-
ducteur, est plus faible. Pour s’affranchir de la modélisation du creuset froid,
l’intensité Inum du courant circulant dans l’inducteur imposée dans le modèle
numérique est donc corrigée par rapport à la valeur expérimentale suivant la
relation
Inum ≈ 0.789 Iexp (IV.6)































Num. ss CF − Fluent
Num. ss CF − Comsol
Th. Biot & Savart
Figure IV.2: Comparaison du champ magnétique B mesuré à vide et calculé
sur l’axe, au centre de la bobine d’induction
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1.3 Ordres de grandeur attachés à l’expérience
Les mesures des vitesses dans chacune des phases étant très compliquées
à réaliser aux températures auxquelles on travaille, les ordres de grandeur
des vitesses des écoulements dans le métal liquide et dans le sel fondu ont
été calculés. Ils nous permettent, d’une part, de vérifier que l’écoulement est
turbulent, et d’autre part, d’avoir un point de comparaison nous permettant
d’apprécier la validité des résultats numériques.
Dans l’expérience, l’intensité efficace du courant circulant dans l’induc-
teur est d’environ 500A pour une fréquence proche de 14 kHz. D’après
l’équation IV.6, nous imposons un courant efficace de 390A dans le modèle
numérique pour produire un champ magnétique comparable à celui de
l’expérience. Pour caractériser le comportement des deux fluides vis-à-vis
du champ magnétique, les épaisseurs de peau dans le métal et dans le sel
peuvent être déterminées par l’équation II.74 rappelée ci-desous en utilisant
les conductivités électriques recensées par Bouteillon dans le fluorure de






On en déduit que la longueur caractéristique d’amortissement du champ
magnétique dans le métal δm = 5mm contre δs = 14 cm dans le sel. Cette
valeur étant très grande devant le rayon a du creuset (a = 45mm), il en ré-
sulte que le sel est transparent au champ magnétique, ce qui n’est pas le cas
du métal. En conséquence, il est raisonnable de penser que l’écoulement dans
la couche métallique est engendré par les forces électromagnétiques et qu’il
conduit à un champ de température quasiment uniforme alors que dans le sel,
le brassage inductif est inexistant et très peu de puissance joule est dissipée.
L’écoulement dans la phase saline résulte vraisemblablement de l’entraine-
ment visqueux par la couche métallique et de la convection naturelle causée
par l’inhomogénéïté du champ de température dans ce fluide.
En considérant que le flux magnétique se répartit sur trois épaisseurs de
peau dans le métal, on estime à B ∼ 20mT l’amplitude caractéristique du
champ magnétique. Cette valeur nous permet d’estimer la hauteur hem de la
déformation statique de l’interface causée par la pression électromagnétique
et donnée par l’équation II.79 qui s’écrit ici
hem =
B2
2µ0 (ρm − ρs)g
(IV.8)
Dans notre réacteur, cette hauteur est estimée à hem ∼ 3.6mm.
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À partir de l’ordre de grandeur B du champ magnétique et de la valeur
du paramètre d’écran donné par l’équation II.73 (Rω, m ∼ 180), la vitesse
caractéristique Um du métal liquide peut être évaluée d’après les travaux de
Fautrelle par la relation suivante (figure II.14) [Fau99].
Um ∼ 0.2UA (IV.9)
Le calcul de l’ordre de grandeur de la vitesse d’Alfvén donné par l’équa-
tion II.81 conduit à Um ∼ 4.5 cm s−1.





où µ désigne la viscosité du fluide et L la longueur caractéristique de l’écou-
lement, dans notre cas le rayon a du creuset.
D’après l’ordre de grandeur de la vitesse Um, on peut conclure que la tur-
bulence est pleinement développée dans le métal puisque l’on estime que
Rem ∼ 13 600. La situation dans le sel est en revanche plus difficile à évaluer
puisque deux moteurs différents peuvent être à l’origine de l’écoulement.
En considérant que le mouvement de la couche saline est engendré par
le cisaillement visqueux à l’interface sel-métal, une vitesse caractéristique
Us, ss peut être déduite des travaux de Ghia [Ghi82]. En modélisant l’écou-
lement entrainé par une paroi dans une cavité carrée, il a établi que la vitesse
moyenne du fluide s’élevait à environ 40% de celle de la paroi. Dans notre
cas, on peut donc estimer que
Us, ss ∼ 0.4Um (IV.11)
ce qui conduit à Us, ss ∼ 1.8 cm s−1.
En outre, l’ordre de grandeur de la vitesse Us,b de l’écoulement causé par




où βs désigne le coefficient de dilatation thermique du sel.
En supposant qu’il y ait un gradient de 10 ◦C entre la paroi du creuset chauf-
fée par induction et le centre de la surface du sel, on obtient Us,b ∼ 3.5 cm s−1.
Ces deux vitesses caractéristiques sont du même ordre de grandeur si bien
qu’aucun de ces deux phénomènes ne peut être négligé. Dans le sel, l’écoule-
ment est faiblement turbulent puisque le nombre de Reynolds Res ∼ 2600.
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2 stratégie de calcul
Pour calculer les écoulements dans chacun des fluides et les transferts de
masse associés, quatre problèmes physiques fortement couplés doivent être
résolus : l’électromagnétisme, l’hydrodynamique, la thermique et la déforma-
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Figure IV.3: Schéma des couplages physiques
Pour faciliter la convergence et limiter les temps de calcul, le problème
est résolu en 2D axisymétrique et certains problèmes sont découplés. C’est
notamment le cas du couplage entre l’électromagnétisme et la dynamique
des fluides puisque le terme d’advection du champ magnétique ∇ × (u×B)
peut être négligé devant le terme de diffusion 1/µ0σ∇2B dans la mesure où
le nombre de Reynolds magnétique est inférieur à l’unité (section II.3.2). Le
couplage entre la mécanique des fluides et l’électromagnétisme est alors uni-
directionnel puisque seul le champ magnétique influe sur l’écoulement par
l’intermédiaire des forces électromagnétiques introduites dans l’équation de
Navier-Stokes.
De la même façon, on peut simplifier le couplage faible entre la thermique
et les problèmes électromagnétiques et hydrodynamiques en considérant que
les propriétés physiques ne varient pas avec la température. Toutes les pro-
priétés physiques ont ainsi été évaluées à la température mesurée expérimen-
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talement à savoir 950 ◦C et sont regroupées en annexe A. L’influence des es-
pèces en solution est aussi négligée puisque nous avons utilisé les propriétés
de l’antimoine et du fluorure de lithium purs. La pertinence de ces deux hy-
pothèses pourra être vérifiée a postériori.
Pour faciliter un peu plus le travail, la simulation du réacteur a été décom-
posée en trois étapes. Dans un premier temps, la déformation statique de l’in-
terface est calculée en prenant en compte uniquement la pression magnétique.
Une fois la forme de l’interface obtenue, les écoulements et le champ de tem-
pérature sont déterminés en considérant alors l’interface sel-métal fixe. Enfin,
le calcul du transfert de masse à l’interface est réalisé en post-traitement à
partir des champs de vitesse résolus.
2.1 Détermination de la déformation statique de l’interface
Sous l’effet de la pression électromagnétique définie par l’équation II.76,
l’interface sel-métal se déforme si bien qu’il demeure tout de même un cou-
plage fort entre l’électromagnétisme et l’hydrodynamique dans la mesure où
le champ magnétique est affecté par la géométrie de la charge.
Pour déterminer la forme de l’interface entre deux fluides non miscibles,
nous avons utilisé la méthode Volume of Fluid (VoF) développée dans les
années 1980 par Hirt et Nichols [Hir81]. Cette méthode offre l’avantage
de pouvoir traiter des formes complexes d’interface de manière conserva-
tive. Le problème électromagnétique a été résolu à l’aide du module EPM
Induction développé par Delannoy et implémenté dans le code commercial
Fluent® [Del02].
L’utilisation de cette méthode pour le calcul de surfaces libres soumises
à un champ magnétique a déjà fait ses preuves. Delannoy a notamment
obtenu des résultats très satisfaisants en confrontant les hauteurs calculées
sur un bain d’étain à une série de mesures expérimentales [Del06].
2.1.1 Méthode Volume of Fluid (VoF)
À la différence des méthodes lagrangiennes où le maillage se déplace avec
l’interface, la méthode VoF s’appuie sur un maillage fixe dans lequel les cel-
lules peuvent être traversées par l’interface ; on parle alors de méthode eulé-
rienne.
La position de l’interface est déterminée à l’aide d’une fonction indicatrice
de phase bornée entre 0 et 1. Cette méthode nécessite donc l’introduction
d’une nouvelle variable C appelée fonction de couleur qui fournit l’informa-
tion sur le taux volumique d’occupation de la cellule par l’un des deux fluides.
Par exemple, si C = 1, la cellule est remplie de métal et si C = 0, elle ne
122
2 stratégie de calcul
contient que du sel. Lorsque l’interface traverse une cellule, la fonction de
couleur est comprise entre 0 et 1 (figure IV.4a).
Pour assurer le suivi de l’interface, la fonction de couleur C est advectée
par le champ de vitesse local et est donc solution de l’équation
∂C
∂t
+∇ · (Cu) = 0 (IV.13)
À partir de la valeur de la fonction de couleur, l’interface est reconstruite
par morceaux, cellule par cellule, à l’aide d’un des deux algorithmes suivants :
– Le schéma SLIC (Simple Line Interface Calculation) est le premier à avoir
été utilisé. Il décrit l’interface par des segments alignés avec une des
directions du maillage (figure IV.4b) [Noh76].
– Le schéma PLIC (Piecewise Linear Interface Calculation) reconstruit l’in-
terface par des segments non parallèles au maillage définis par la valeur
de la fonction de couleur C et son gradient ∇C qui détermine la normale
n à l’interface (figure IV.4c).
Le schéma PLIC présentant l’avantage d’être plus précis a été retenu pour
déterminer la forme statique de l’interface sel-métal.
Dans l’approche eulérienne, les deux fluides immiscibles sont traités
comme une seule phase occupant tout le domaine. Une seule équation
de quantité de mouvement est donc résolue en instationnaire. Les propriétés
physiques intervenant dans les différentes équations de transport traitées
(masse volumique, viscosité, conductivité électrique, etc.) sont définies dans
chaque cellule à partir de la fonction de couleur assurant ainsi le couplage
entre la déformation de l’interface et les autres physiques impliquées, dans
notre cas : l’électromagnétisme.
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(a) Interface réelle et fonc-
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(c) Reconstruction de l’in-
terface suivant l’algo-
rithme PLIC
Figure IV.4: Principe de la méthode VoF
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ρ = Cρm + (1− C) ρs (IV.14)
µ = Cµm + (1− C)µs (IV.15)
σ = Cσm + (1− C)σs (IV.16)
où ρ, µ et σ sont respectivement la masse volumique, la viscosité et la conduc-
tivité électrique du fluide.
Les effets de tension de surface sont pris en compte en ajoutant un terme
source fc dans l’équation de quantité de mouvement. La force électromagné-
tique fem, calculée d’après l’équation IV.25, est également incluse si bien que
les équations de mouvement s’écrivent :
∇ · u = 0 (IV.17)
∂u
∂t
+ ρ (u ·∇)u = −∇p+ µ∇2u+ ρg+ fc + fem (IV.18)
La force volumique fc est déduite du modèle CSF (Continuum Surface
Force) proposé par Brackbill [Bra92].
fc =
ρ
1/2 (ρm + ρs)
γm/sκ∇C (IV.19)
où γm/s est la tension interfaciale et κ la courbure de l’interface définie par
κ =∇ · n
|n|
(IV.20)
avec n la normale à l’interface calculée à partir du gradient de C : n =∇C.
2.1.2 Problème électromagnétique
Le problème électromagnétique est résolu à l’aide de la formulation
potentiel-harmonique A-V . Il est en effet commode en 2D de travailler avec
le potentiel magnétique A défini comme B = ∇ ×A puisque ce dernier est
uniquement azimutal A = Aθ eθ.
À Reynolds magnétique faible, l’équation de l’induction (éq. II.70) se simpli-
fie et, en régime harmonique, le potentiel magnétiqueAθ = Re
(
Aθ (r, θ) eıωt
)
est alors solution de l’équation aux dérivées partielles complexe suivante
∇2Aθ − ıµ0σωAθ + µ0je = 0 (IV.21)
où je est la densité de courant externe égale à jind dans l’inducteur et 0 dans
les autres domaines.
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Les conditions aux limites imposées sur l’axe de symétrie et les frontières





= 0 et A∞θ = 0 (IV.22)
Pour éviter le confinement artificiel du champ magnétique, la taille du do-
maine modélisé doit être suffisamment grande. Nous avons donc choisi un
domaine dont le rayon est environ dix fois supérieur à celui de l’inducteur
pour permettre aux lignes de champ de se refermer librement.
La force électromagnétique fem et la densité de puissance joule χ dissipée
dans la charge sont calculées à partir des complexes conjugués B∗ et j∗ du








Re (j · j∗) (IV.24)
Elles sont déduites de la partie réelle Arθ et de la partie imaginaire A
i
θ du
potentiel magnétique calculées dans l’ensemble du domaine constitué de l’at-





































2.2 Calcul des écoulements turbulents et de la thermique
Le modèle VoF traitant les deux fluides comme une seule phase, les sous-
couches visqueuses liées à l’amortissement de la turbulence à l’interface ne
sont pas décrites.
Pour résoudre les sous-couches visqueuses à l’interface qui contrôlent les
transferts de masse, un nouveau maillage a été construit à partir de la forme
de l’interface déterminée à la première étape du calcul. L’interface est main-
tenant considérée comme fixe et les deux fluides occupent désormais deux
domaines distincts. Les écoulements turbulents engendrés par le brassage
électromagnétique et la convection naturelle sont alors calculés séparément
dans chacun des fluides. Avec l’équation de la quantité de mouvement, cinq
autres équations de transport sont résolues simultanément (deux pour l’élec-
tromagnétisme, deux pour le modèle de turbulence et une pour la thermique).
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2.2.1 Modèle de turbulence
Les champs de vitesse stationnaires dans le métal et le sel sont calculés en
résolvant l’équation de continuité et l’équation de Navier-Stokes dans chaque
phase.
∇ · u = 0 (IV.27)
ρ (u ·∇)u = −∇p+ (µ+ µt)∇2u+ ρg+ fb + fem (IV.28)
où µt est la viscosité turbulente déduite du modèle de turbulence choisi.
La force électromagnétique fem donnée par l’équation IV.25 est toujours
incluse dans l’équation de quantité de mouvement. La convection naturelle
est également prise en compte par l’ajout de la force thermo-gravitaire fb
donnée par l’équation IV.29.
Dans le métal liquide, le champ de température est quasiment uniforme
du fait de la conductivité thermique élevée de l’antimoine et de la turbulence
de l’écoulement engendrée par le brassage électromagnétique ; on peut donc
négliger la convection naturelle dans ce fluide. En revanche, cette hypothèse
ne peut pas être faite dans le sel qui est très peu brassé électromagnétique-
ment ; la conductivité électrique de ce dernier étant trop faible. En utilisant
l’approximation de Boussinesq, la force thermo-gravitaire dans le solvant sa-
lin s’écrit
fb = ρsβs (T − Tref)g ez (IV.29)
où βs est le coefficient de dilatation volumique du sel, T la température et Tref
la température de référence à laquelle la masse volumique du sel est évaluée
à savoir Tref = 950 ◦C.
Le nombre de Reynolds estimé à la section précédente étant suffisamment
grand, la turbulence est pleinement développée dans le métal. Pour la décrire,
nous avons utilisé un modèle RANS (Reynolds Average Navier-Stokes) basé
sur la décomposition de Reynolds en une partie temporelle moyenne et une
partie fluctuante dans le temps de la vitesse et de la pression.
Cette approche, qui est certainement la plus répandue, permet de simu-
ler l’écoulement moyen en résolvant les équations de Navier-Stokes moyen-
nées qui contiennent un terme supplémentaire appelé contrainte de Reynolds
et défini à partir des vitesses fluctuantes. La fermeture du problème peut
être réalisée en faisant l’hypothèse de Boussinesq qui introduit le concept de
viscosité turbulente µt en exprimant la contrainte de Reynolds comme une
contrainte visqueuse. Différents modèles, plus ou moins sophistiqués, per-
mettent de modéliser la viscosité turbulente. On peut notamment citer les
modèles de la longueur de mélange de Prandtl, Spalart-Allmaras, k-ǫ, k-ω,
etc.
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Dans le cadre d’écoulements engendrés par un brassage électromagnétique,
Taberlet et Baake ont montré que les modèles k-ǫ et RNG k-ǫ (ReNormali-
sation Group k-ǫ), permettent de décrire convenablement la vitesse moyenne
de l’écoulement même si des écarts peuvent être observés sur le champ de
température par exemple [Tab85, Baa95, Baa01].
Dans ce travail, nous avons choisi d’utiliser un modèle RNG k-ǫ, réputé
plus performant pour décrire les écoulements rotationnels. À l’instar du mo-
dèle k-ǫ standard, la viscosité turbulente est déterminée à partir de l’énergie





où Cµ = 0.0845 est une des constantes du modèle.
Contrairement au modèle standard proposé par Launder et Spalding dans
les années 1970 où les constantes du modèle sont déterminées empirique-
ment [Lau74], Yakhot et Orszag ont appliqué à l’établissement des équations
de Navier-Stokes les techniques du groupe de renormalisation pour déduire
analytiquement ces constantes [Yak86]. Il apparait également un terme sup-
plémentaire dans l’équation de transport du taux de dissipation de l’énergie
turbulente ǫ.
Les grandeurs turbulentes k et ǫ sont obtenues par la résolution de deux
équations de transport couplées entre-elles et résolues dans chacune des
phases.








+ Pk + Pb − ρǫ (IV.31)

















où σk, σǫ, C1ǫ, C∗2ǫ et C3ǫ sont les constantes du modèle et Pk et Pb désignent
respectivement la génération d’énergie turbulente produite par le gradient de
vitesse moyenne et la convection naturelle





∇T · g (IV.34)
où D = 1/2
[
(∇⊗ u) + (∇⊗ u)T
]
est le taux de déformation moyen.
Les sous-couches visqueuses à l’interface sont décrites en utilisant une loi
de paroi standard [Wol69, Che88]. Ce choix est cohérent puisque l’on suppose
l’interface fixe même s’il est probable que la loi de paroi utilisée ne soit pas la
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plus adaptée et conduise à sous-estimer les épaisseurs des sous-couches vis-
queuses, la turbulence étant probablement moins amortie à l’interface entre
deux fluides qu’à une paroi rigide. Cependant, nous n’avons pas trouvé de
meilleure description dans la littérature pour traiter les interfaces liquides-
liquides alors que le cas des interfaces eau-air est bien plus souvent abordé.
2.2.2 Couplage entre les deux écoulements
L’écoulement dans la phase saline résulte principalement de la convection
naturelle et de l’entrainement visqueux par la couche de métal brassée électro-
magnétiquement. Pour décrire les mouvements dans cette phase, il est donc
nécessaire de coupler les deux écoulements résolus indépendamment dans
chacun des fluides.
Cette solution n’étant pas prévue par le logiciel, elle a donc été implémentée
dans le code commercial par nos soins en imposant les conditions aux limites
adéquates.
À l’interface entre les deux fluides, la première condition devant être res-
pectée est la continuité des vitesses.
um, i = us, i (IV.35)
où um, i et us, i désignent respectivement la vitesse à l’interface côté métal et
côté sel.
Dans le repère local orthonormal direct (n, t) où n est la normale à l’in-
terface dirigée du métal vers le sel (figure IV.5), cette condition se simplifie
lorsque l’interface est fixe puisque u · n = 0. Elle conduit alors à la continuité
des vitesses tangentielles
um, i · t = us, i · t = ut, i (IV.36)
En définissant le tenseur des contraintes par
T = −pI+ µ
[
(∇⊗ u) + (∇⊗ u)T
]
(IV.37)
la seconde condition devant être respectée est l’équilibre des contraintes à
l’interface
n · (Ts, i −Tm, i) = γm/s (∇ · n)n−∇S γm/s (IV.38)
avec γm/s la tension interfaciale.
En considérant que la tension de surface est uniforme le long de l’interface
(∇S γm/s = 0), l’équation précédente aboutit à la condition bien connue de
continuité des contraintes tangentielles et de saut des contraintes normales à
l’interface.
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n · (Ts, i −Tm, i) = γm/s (∇ · n) (IV.39)
n · (Ts, i −Tm, i)× n = 0 (IV.40)
Étant donné que la forme de l’interface a été déterminée en prenant en
compte les effets de tension de surface, la condition de saut des contraintes
(éq. IV.39) est respectée. Seules, les conditions de continuité des vitesses
(éq. IV.36) et des contraintes tangentielles (éq. IV.40) doivent être implémen-
tées dans le code commercial.
Deux méthodes permettant d’implémenter ces conditions dans Fluent® ont
été testées. Nous pouvons imposer directement une vitesse tangentielle à l’in-
terface satisfaisant les deux conditions (figure IV.5a), ou introduire un terme
source fss dans l’équation de la quantité de mouvement permettant de décrire
les contraintes de cisaillement à l’interface (figure IV.5b).
Plus précisément, cette densité volumique de force fss (fss = fss · t) est
imposée dans les cellules situées de part et d’autre de l’interface dans chacun














avec ut,m et ut, s les vitesses tangentielles à l’interface dans le métal et le sel.
Il faut noter que l’écoulement est laminaire à proximité de l’interface
puisque les sous-couches visqueuses sont résolues ce qui justifie l’emploi de




    ut, s 
ut, i 
ut, i 
    ut, m 
   dm 
   ds 
n 
 t 
(a) Vitesse interfaciale imposée
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 fss = 0 
 fss = 0 
 fss = 0 
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 t 
(b) Force de cisaillement à l’interface
Figure IV.5: Schémas des méthodes de couplage entre les deux fluides
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Pour déterminer les contraintes de cisaillement, les gradients de vitesse












≈ ut, s − ut, i
ds
(IV.44)
ut, i, ut,m , ut, s, dm et ds sont respectivement la vitesse tangentielle à l’inter-
face, la vitesse tangentielle au centre des cellules adjacentes à l’interface dans
le métal et dans le sel et la distance entre le centre de la cellule et l’interface
côté métal et côté sel.
À partir de l’équation IV.42, il est possible de déduire la vitesse tangentielle
à l’interface et la contrainte de cisaillement
ut, i ≈




µsµm (ut, s − ut,m)
µsdm + µmds
(IV.46)
Les deux méthodes possibles permettant de réaliser le couplage entre les
deux écoulements – à savoir imposer la vitesse interfaciale ou imposer une
force de cisaillement dans les cellules adjacentes à l’interface – ont été validées
sur un écoulement de Couette plan pour lequel la solution analytique est
connue. Les détails sont donnés en annexe E.
2.2.3 Transfert de chaleur
Le problème thermique est traité en résolvant l’équation de convection-
diffusion de l’énergie dans laquelle un terme source (la densité de puissance
joule dissipée χ définie par l’équation IV.26) est introduit.









λ désigne la conductivité thermique, cp la capacité calorifique massique et
Prt le nombre de Prandtl turbulent calculé par le modèle RNG k-ǫ.
Étant donné que la convection naturelle n’est pas négligeable dans le sel
alors qu’elle peut l’être dans le métal, la condition limite à la surface libre
du sel doit être choisie avec précaution. Il convient de prendre en compte les
échanges radiatifs intervenant entre la surface libre du sel (surface 1 sur la
figure IV.1) et la paroi intérieure du creuset (surface 2) ainsi que les échanges
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convectifs résultant de la circulation de l’argon situé au-dessus de la surface
libre du sel.
Les échanges radiatifs entre les surfaces sont décrits à l’aide d’un modèle
S2S (Surface-to-Surface) qui permet de calculer les facteurs de forme Fi→j
de la surface i sur la surface j pour les trois surfaces impliquées dans les
échanges (surface 0, 1 et 2 de la figure IV.1). Les facteurs calculés par le mo-
dèle sont en accord avec ceux qui peuvent être déterminés analytiquement
d’après les relations données par Guyer puisque la géométrie est relativement
simple [Guy99]. À partir des valeurs de ces facteurs de forme, les radiosités
J0, J1 et J2 sont déterminées et les flux de chaleur radiatifs à la surface libre






w1 + (1− ǫs) [F1→2J2 + F1→0J0] (IV.49)
J2 = εcσBT
4
w2 + (1− ǫc) [F2→1J1 + F2→0J0 + F2→2J2] (IV.50)
ϕ1 = J1 − (F1→2J2 + F1→0J0) (IV.51)
ϕ2 = J2 − [F2→1J1 + F2→0J0 + F2→2J2] (IV.52)
où Tw1 et Tw2 sont respectivement les températures moyennes des surfaces
1 et 2, T0 la température de l’argon (mesurée expérimentalement à environ
77 ◦C soit 300K), εs et εc les émissivités respectives du sel et du creuset et σB
la constante de Stefan-Boltzmann égale à 5.67 · 10−8Wm−2K−4.
À la surface extérieure latérale et à la surface supérieure du creuset en
graphite (surfaces 3 et 4), les échanges sont supposés uniquement radiatifs.
Au fond du creuset, le flux de chaleur est purement conductif (surface 5).
2.3 Calcul du transfert de masse
Une fois les écoulements obtenus, le calcul du transfert de masse à l’inter-
face est réalisé en résolvant une équation de transport pour chaque espèce i











où wi est la fraction massique de l’espèce i, Di le coefficient de diffusion et
Sct le nombre de Schmidt turbulent calculé par le modèle RNG k-ǫ.
La cinétique chimique ne semblant pas être l’étape limitante dans nos expé-
riences, les concentrations des solutés mesurées expérimentalement à l’équi-
libre sont imposées comme conditions aux limites à l’interface sel-métal.
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Les coefficients de diffusion des différentes espèces dans l’antimoine ou
dans le fluorure de lithium étant indisponibles dans la littérature, nous avons










où kB est la constante de Boltzmann (kB = 1.38 · 10−23 J K−1), NA le nombre
d’Avogadro (NA = 6.02 · 10−23mol−1), v le volume molaire du soluté et µ la
viscosité du solvant.
La validité de ce modèle a pu être comparée à des mesures expérimen-
tales du coefficient de diffusion du chlorure de cérium (III) dans l’eutectique





On constate sur la figure IV.6 que le modèle de Stokes-Einstein permet
d’évaluer correctement le coefficient de diffusion du cérium dans le sel fondu.
Les coefficients de diffusion des différentes espèces utilisées par la suite sont
regroupés dans l’annexe A.






































Figure IV.6: Comparaison du coefficient de diffusion du cérium (CeCl3) dans





3.1 Détermination de la forme statique de l’interface
La première étape du calcul consiste à déterminer la forme de l’interface
sel-métal en l’absence de modulation du champ magnétique. Le calcul est
réalisé en transitoire à partir d’une interface plane. Pour obtenir un champ
magnétique comparable à celui de l’expérience, l’intensité efficace du courant
circulant dans l’inducteur est fixée à 390A et sa fréquence à 14 kHz.
Afin de déterminer précisément la forme de l’interface, il convient d’utiliser
un maillage suffisamment fin tout en veillant à optimiser le nombre de mailles
pour limiter les temps de calcul. Ce compromis a été trouvé en construisant
un maillage régulier constitué de cellules rectangulaires de 0.5× 0.5mm dans




Figure IV.7: Maillage utilisé pour le calcul de la forme de l’interface
Pour limiter l’amplitude des oscillations de l’interface qui apparaissent
lorsque celle-ci commence à se déformer suite à l’imposition du champ ma-
gnétique au temps t = 0 s, la viscosité des deux fluides est artificiellement
augmentée.
Cette approche est valable dans la mesure où la pression dynamique du
fluide (ρmU2m/2) est négligeable devant la pression magnétique (B2/2µ0). Ceci
peut être vérifié en comparant la hauteur hd résultant de l’équilibre de la
pression dynamique et de la gravité à la hauteur hem (éq. IV.8) caractéristique
de la déformation de l’interface sous l’effet de la pression électromagnétique.
À partir de la valeur de la vitesse Um estimée à la section 1.3, on obtient
hd ∼ 0.1mm. Cette valeur, négligeable devant hem, confirme qu’il n’est pas
nécessaire de prendre en compte la pression dynamique pour déterminer la
forme de l’interface sel-métal.
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L’augmentation des viscosités conduit à un amortissement plus rapide des
oscillations de l’interface permettant de réduire le temps de calcul nécessaire
à l’établissement de la solution stationnaire. En multipliant les viscosités par
un facteur 10 000, le temps de relaxation a2/ν, où ν = µ/ρ est la viscosité
cinématique, est estimé à 1.5 s dans le métal. Un temps de simulation d’une
minute doit donc être amplement suffisant pour déterminer la forme statique
de l’interface. Pour s’assurer que le nombre de courant soit inférieur à 0.25,
le pas de temps ∆t choisi est de 1ms.
L’évolution de l’interface sel-métal dans le temps est représentée sur les
figures IV.8a à IV.8d. Comme on pouvait s’y attendre, l’interface est stabilisée
après environ 2 s de calcul (figure IV.8d).
(a) t = 0.0 s (b) t = 0.1 s
(c) t = 0.5 s (d) t = 2.0 s
Figure IV.8: Visualisation de l’interface sel-métal à différents instants
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Les oscillations de l’interface sont visibles sur la figure IV.9 qui représente
l’altitude zi du centre de l’interface (en r = 0) en fonction du temps. On ob-
serve seulement trois oscillations avant la stabilisation de l’interface au bout
de 1.5 s ce qui est conforme à l’ordre de grandeur donné plus haut.























Figure IV.9: Altitude du centre de l’interface calculée numériquement –
zi = 0mm à t = 0 s
La hauteur du dôme calculée concorde avec l’ordre de grandeur estimé à la
section 1.3. Suivant la manière dont on la définit, cette hauteur est comprise
entre 2mm (distance par rapport à la position initiale de l’interface) et 7.8mm
(entre les points le plus haut et le plus bas de l’interface).
3.2 Champs de vitesse et de température calculés
Une fois la position de l’interface déterminée, un nouveau maillage pré-
senté sur la figure IV.10 a été construit à partir de la solution précédente.
Pour décrire convenablement les sous-couches visqueuses, le maillage a été
raffiné de part et d’autre de l’interface. L’épaisseur des mailles est désormais
de 0.1mm.
Les écoulements turbulents dans chacune des phases ont été calculés en
prenant en compte les forces électromagnétiques ainsi que la convection na-
turelle dans le sel.
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Figure IV.10: Maillage utilisé pour le calcul des écoulements turbulents
La densité de puissance joule dissipée ainsi que le champ de température
obtenus sont présentés sur la figure IV.11. Par souci de lisibilité, ces grandeurs
ne sont pas représentées dans le creuset en graphite. Il convient toutefois de
noter que la majeure partie de la puissance y est localisée. Sur les 5.1 kW ré-
partis entre le fluorure de lithium, l’antimoine et le graphite, environ 83%
sont dissipés dans le creuset contre seulement 16.8% dans le métal. Ce résul-
tat confirme que très peu de courants induits se développent dans le sel du
fait de sa faible conductivité électrique. Le chauffage de la phase saline est
donc assuré par contact avec le métal liquide et la paroi du creuset.
Les pertes thermiques sont très majoritairement radiatives (table IV.1). Le
résultat de cette simulation nous indique qu’environ 3.8 kW sont perdus par
rayonnement à la surface faisant face au creuset froid (surface 4). Cette valeur,
qui représente 75% des pertes totales, permet d’appréhender le rôle essentiel
du creuset froid dans ces expériences. Sans sa présence, la température dans










































Figure IV.11: Densité de puissance joule χ en Wm−3 (gauche) et champ de
température T en ◦C (droite) calculés dans les deux fluides ; les
flèches blanches représentent la densité de force électromagné-
tique (en Nm−3)
Les températures moyennes obtenues dans chacune des phases sont parfai-
tement en accord avec celles mesurées lors des expériences. La température
moyenne du métal liquide est de 955 ◦C alors que celle du sel approche 953 ◦C
(figure IV.11).
Le champ de température dans l’antimoine est quasiment homogène
puisque l’écart entre le point le plus froid et le plus chaud est inférieur à
10 ◦C. Comme on pouvait s’y attendre, la situation est assez différente dans
le sel fondu où l’on observe des écarts de températures de l’ordre de 40 ◦C
entre le point le plus froid situé au centre de la surface libre et la paroi du
creuset.
Les forces électromagnétiques responsables de la déformation de l’interface
et de la mise en mouvement du métal sont localisées dans la région où la
densité de puissance dissipée est maximale c’est-à-dire dans l’épaisseur de
peau électromagnétique. Comme précédemment, les forces développées dans
le creuset ne sont pas représentées sur la figure IV.11.
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Les écoulements calculés sont présentés sur la figure IV.12. Dans le métal,
les forces électromagnétiques donnent naissance à un écoulement constitué
de deux vortex contrarotatifs. La vitesse moyenne est d’environ 6.6 cm s−1 ce
qui est légèrement supérieur à l’ordre de grandeur donné à la section 1.3.
Le plus petit vortex ramène le métal du centre du bain vers les parois
du creuset le long de l’interface sel-métal dont la vitesse moyenne est de
8.3 cm s−1. Le sel est alors entrainé dans la même direction. L’écoulement
dans la couche saline est donc constitué d’un unique vortex dont la vitesse
demeure toutefois bien plus faible que dans le métal puisqu’elle atteint
1.5 cm s−1. L’impact de la convection naturelle sur l’écoulement a été étudié
en réalisant un calcul sans prendre en compte la force thermo-gravitaire. La
vitesse moyenne obtenue s’élève alors à 1.3 cm s−1 ce qui nous permet de
confirmer que la convection naturelle n’est pas négligeable dans le sel même
si l’écoulement est principalement entrainé par la couche de métal.
Les nombres de Prandtl et de Schmidt turbulents ayant un impact déter-
minant sur les transferts de chaleur et de masse, nous avons vérifié que les
valeurs calculées par le modèle RNG k-ǫ étaient cohérentes avec les corréla-
tions que l’on peut trouver dans la littérature. L’évaluation de ces nombres est
d’autant plus importante qu’ils dépendent du fluide considéré. Par exemple,
le nombre de Prandtl dans les métaux liquides est supérieur à l’unité alors
qu’il est de l’ordre de 0.85 dans l’eau.
Jischa et Rieke ont compilé différentes mesures expérimentales des
nombres de Prandtl et de Schmidt turbulents et en ont déduit qu’il est










où C = 0.85 et B est une constante qui varie entre 0.005 et 0.05 suivant la
valeur du nombre de Reynolds. Le nombre de Reynolds n’étant pas très élevé
dans nos écoulements, B est pris égal à 0.05.
Les nombres de Prandtl de l’antimoine et du fluorure de lithium étant
respectivement de 0.013 et 2.48, la corrélation donnée par l’équation IV.56
conduit à un nombre de Prandtl turbulent de 4.77 dans le métal et de 0.87
dans le sel quand le modèle donne respectivement Prt,m = 1.52 dans la phase
métallique et Prt, s = 0.79 dans la phase saline. La valeur calculée dans le sel
est en accord avec la corrélation alors que le nombre de Prandtl turbulent est
peut être sous-évalué dans le métal mais reste acceptable dans la mesure où






































Figure IV.12: Lignes de courant et champ de vitesse calculés dans les deux
fluides ; les vitesses sont données en cms−1
3.3 Transfert de masse calculé
Une fois les écoulements établis, nous avons vérifié que l’hypothèse utili-
sée pour interpréter les données expérimentales était valide avant de simuler
l’extraction du cérium de la phase saline vers la phase métallique.
Le modèle de la double couche repose sur l’hypothèse que le transfert de
masse est limité par la diffusion dans les sous-couches chimiques ce qui sup-
pose que la résistance au transfert du bain est négligeable. Ce modèle est
donc valable si les phases sont homogènes à chaque instant ce qui peut être
vérifié en déterminant le temps de mélange dans chacune des phases. Une
zone riche en soluté (cérium) a donc été définie localement et un calcul insta-
tionnaire a permis de déduire le temps nécessaire à l’homogénéisation de la
solution.
Les calculs ont été réalisés dans les deux fluides. Que ce soit dans le sel
ou le métal, les temps nécessaires à l’homogénéisation des phases sont très
rapides comme on peut le voir sur la figure IV.13 qui présente l’évolution de
la concentration de cérium dans la phase métallique.
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10−7 10−6 10−5 10−4 10−3 10−2 10−1 1
Fraction massique de cérium – wCe
(a) t = 0.01 s (b) t = 0.12 s (c) t = 0.25 s
(d) t = 0.50 s (e) t = 0.75 s (f) t = 1.00 s
(g) t = 1.25 s (h) t = 1.50 s (i) t = 1.75 s
(j) t = 2.00 s (k) t = 2.50 s (l) t = 3.50 s




Les transferts de cérium ont ensuite été calculés en considérant que 75%
du cérium est extrait dans la phase métallique afin de comparer les résultats
obtenus aux expériences réalisées. Pour décrire les sous-couches chimiques, le
maillage à l’interface a une nouvelle fois été raffiné au voisinage de l’interface ;
la hauteur des mailles à l’interface est désormais de 1 µm.
Le transfert étant contrôlé par la diffusion des espèces réactives à l’inter-
face, les fractions massiques correspondant à l’équilibre ont été imposées à
l’interface : wLi = 4.76 · 10−3, wCe = 10.03 · 10−3 et wCeF3 = 33.57 · 10−3. Les
compositions initiales des phases ont été prises égales à celles des expériences
à savoir 10mol% de Li dans l’antimoine et 2mol% de CeF3 dans le fluorure
de lithium. Les fractions massiques initiales sont donc wLi = 6.29 · 10−3 dans
le métal et wCeF3 = 13.43 · 10−2 dans le sel.
Le calcul est réalisé sur un temps de 15min qui semble suffisamment long
au vu des cinétiques de transfert qui ont été mesurées expérimentalement.
Pour chaque espèce, les temps caractéristiques du transfert ont été déter-
minés en traçant l’évolution de sa fraction massique en fonction du temps.
Les résultats obtenus pour les différentes espèces réactives sont très proches
puisque les coefficients de diffusion sont voisins. Il semblerait néanmoins que
le transfert de masse soit limité par la diffusion dans le sel car les temps carac-
téristiques du fluorure de cérium et du fluorure de lithium sont de 2.38min
alors que ceux du lithium et du cérium dans la phase métallique sont respec-
tivement de 2.06min et 2.10min. La comparaison de l’évolution de la fraction
massique calculée et mesurée expérimentalement (exp. #A) est présentée sur
la figure IV.14. Le résultat est étonnamment bon au vu des hypothèses réali-
sées puisque le coefficient de transfert de masse calculé numériquement est
de 2.81 · 10−4ms−1 contre 2.44 · 10−4ms−1.



































Figure IV.14: Comparaison de l’évolution des fractions massiques de cérium
mesurées (exp. #A) et calculées dans le métal
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conclusion
La simulation numérique du réacteur expérimental dans la configuration
dans laquelle les expériences #A à #G ont été menées a été réalisée. Pour
simplifier le calcul faisant intervenir des couplages forts entre l’électromagné-
tisme, la thermique, l’hydrodynamique et la déformation de l’interface, de
nombreuses hypothèses simplificatrices ont été faites. La symétrie du réac-
teur a notamment été exploitée pour réaliser un calcul 2D-axisymétrique et
certains couplages ont été simplifiés. Ne pouvant simuler le creuset froid, l’in-
tensité du courant circulant dans l’inducteur a été corrigée de sorte à générer
un champ magnétique d’intensité comparable.
La procédure de simulation a été décomposée en trois étapes successives
permettant de calculer dans un premier temps la forme de l’interface, puis
les écoulements turbulents et le champ de température avant de pouvoir dé-
terminer le transfert de masse à l’interface.
Pour calculer la forme de l’interface, nous avons opté pour la même stra-
tégie que celle utilisée par Delannoy. La hauteur du dôme déduite est en
accord avec la valeur attendue.
Les écoulements turbulents ont ensuite été déterminés en réalisant un se-
cond maillage dans lequel l’interface est considérée comme fixe. Les équa-
tions de la quantité de mouvement, de la thermique et de l’électromagnétisme
ont été résolues dans chacune des phases. La turbulence a été décrite à l’aide
d’un modèle RNG k-ǫ et le couplage entre les deux écoulements a été implé-
menté dans le logiciel commercial utilisé. Les résultats du calcul confirment
que l’écoulement dans la phase saline est assuré en partie par l’entrainement
visqueux par la couche métallique mais aussi par la convection naturelle dans
le sel. Les vitesses obtenues sont en accord avec les ordres de grandeur et le
champ de température est conforme à celui qui a été mesuré expérimentale-
ment.
Enfin, les transferts de masse ont pu être calculés à partir des champs de vi-
tesses résolus. Dans un premier temps, nous avons vérifié que les résistances
au transfert sont négligeables dans le cœur des bains pour déterminer la per-
tinence du modèle de la double couche utilisé pour interpréter les résultats
expérimentaux. Les transferts de masse ont ensuite été calculés en imposant
les concentrations correspondantes à l’équilibre thermodynamique observé
expérimentalement. Les résultats obtenus sont en accord avec les mesures ex-
périmentales. Ils permettent de confirmer le contrôle diffusif des transferts
à l’interface et semblent indiquer que le transfert est limité par la diffusion






Le travail présenté dans ce mémoire s’inscrit dans le cadre du PCR ANSF
visant à étudier les applications nucléaires des sels fondus. Ces milieux sont
envisagés pour servir de combustibles et de caloporteurs dans le concept de
réacteur à sels fondus de génération iv. Ils sont également pressentis pour
retraiter les combustibles usés par voie pyrochimique. Parmi les procédés en-
visagés, deux voies prometteuses ont été identifiées : la voie électrolytique
et l’extraction réductrice liquide-liquide. Cette étude s’est focalisée sur les
potentialités offertes par la seconde option qui permet de transférer des élé-
ments initialement en solution dans un sel fondu vers un alliage métallique
au moyen d’une réaction d’oxydo-réduction se déroulant à l’interface entre
les deux phases immiscibles. Si la plupart des travaux réalisés jusqu’alors ont
essentiellement porté sur l’aspect thermodynamique de l’extraction, très peu
d’études relatives à la cinétique des échanges ont été menées alors qu’elle est
pourtant indispensable au développement d’un tel procédé.
Ces travaux ont permis d’étudier expérimentalement les cinétiques d’ex-
traction de trois lanthanides (cérium, néodyme et samarium) contenus dans
du fluorure de lithium. L’antimoine a été retenu comme solvant métallique
du fait de ses propriétés physiques intéressantes et nous avons utilisé du
lithium comme agent réducteur. La singularité de ces travaux repose plus
particulièrement sur le dispositif mis en place pour étudier les transferts. Les
études précédentes ayant démontré l’importance de l’agitation des phases,
nous avons employé un four à induction pour assurer à la fois le chauffage
et le brassage des deux fluides en contact. Pour accélérer les cinétiques des
échanges, le champ magnétique a été modulé en amplitude de sorte à per-
mettre d’exciter le premier mode propre d’oscillation de l’interface.
Afin de valider le protocole expérimental, deux essais ont été réalisés avec
du cérium. Les cinétiques ont été déterminées en prélevant des échantillons
dans les deux phases à différents instants après la mise en contact des deux
solvants. Les analyses de ces échantillons ont été réalisées par ICP-AES et les
résultats ont été interprétés en s’appuyant sur le modèle de la double couche
de diffusion pour déterminer les constantes de transfert de masse.
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Ces deux premiers essais ont confirmé la reproductibilité des expériences
et nous ont permis de valider le protocole mis en œuvre. Ils mettent égale-
ment en évidence des cinétiques très rapides puisque l’équilibre est atteint en
quelques minutes.
Les expériences suivantes portant sur l’extraction du cérium, du néodyme
et du samarium ont confirmé cette première observation. Dans tous les cas, les
constantes de temps caractéristiques sont très proches et inférieures à 3min ce
qui nous permet de conclure que la cinétique des échanges est contrôlée par
la diffusion des espèces réactives au voisinage de l’interface et non par la ciné-
tique chimique. La comparaison des premiers essais de reproductibilité avec
les expériences suivantes sur le cérium confirme cette conclusion puisque les
cinétiques mesurées diffèrent alors que les conditions opératoires sont iden-
tiques du point de vue chimique mais pas du point de vue hydrodynamique.
L’influence de l’agitation de l’interface engendrée par la modulation a été
étudiée sur l’extraction du cérium et a été comparée à une expérience réali-
sée sans modulation. Cet essai met en évidence que l’agitation de l’interface
n’a pas d’effet significatif sur la cinétique des échanges contrairement à ce
qui a pu être observé sur des essais réalisés par Cariteau et Saadi sur une
maquette en mercure. L’augmentation de l’aire interfaciale est en effet très
limitée et les écoulements causés par le brassage électromagnétique mono-
fréquence sont suffisamment turbulents.
Les rendements d’extraction ont également été mesurés et confrontés aux
prédictions thermodynamiques réalisées sans prendre en compte les inter-
actions des fluorures de lanthanides dans le sel fondu faute de donnée ac-
cessible. Contrairement à ces prévisions, le cérium est, des trois lanthanides
étudiés, l’espèce la plus facilement extraite suivi du néodyme et du samarium.
Cette observation nous laisse penser que les interactions du samarium avec
le fluorure de lithium sont plus importantes que celles du néodyme avec le
solvant salin elles-mêmes supérieures à celles du cérium avec le fluorure de li-
thium. Par ailleurs, les facteurs de récupération sont compris entre 50 et 75%
dans les conditions expérimentales ce qui confirme la nécessité de réaliser
plusieurs boucles pour récupérer plus de 99% des lanthanides.
Les résultats expérimentaux obtenus sur les extractions individuelles des
lanthanides ont également été confirmés par une expérience de co-extraction
du cérium, du néodyme et du samarium.
Il serait intéressant de poursuivre les investigations expérimentales dans
deux directions. Des études thermodynamiques approfondies pourraient être
menées en faisant varier les concentrations initiales de lithium dans l’alliage
métallique par exemple. Ces études nous permettraient alors d’enrichir les
données relatives à l’utilisation de l’antimoine qui s’avère être un solvant mé-
146
conclusion
tallique d’intérêt qui pourtant est resté très peu étudié. D’autre part, les trois
lanthanides étudiés ont un comportement proche, ils pourraient donc être
pertinent d’étudier des éléments ayant un comportement chimique différent.
L’expérience ne permettant pas de travailler avec des actinides, on pourrait
imaginer utiliser du tétrafluorure de zirconium qui a un comportement voisin
de l’uranium.
La seconde partie de cette étude visait à simuler le réacteur expérimental.
Ce travail a été réalisé à l’aide d’un logiciel commercial et de nombreuses
approximations ont été nécessaires pour réaliser cette simulation. Le calcul a
notamment été divisé en trois étapes successives.
La forme statique de l’interface sel-métal a été calculée dans un premier
temps. La hauteur du dôme calculée est en accord avec l’ordre de grandeur at-
tendu. La forme de l’interface obtenue a ensuite été utilisée pour reconstruire
un second maillage permettant de décrire les sous-couches visqueuses à l’in-
terface sel-métal. Les écoulements turbulents ont été déterminés en prenant
en compte le brassage électromagnétique dans la phase métallique. Dans la
phase saline, nous avons pu établir que l’écoulement est engendré par l’entrai-
nement visqueux par le métal liquide et par la convection naturelle qui n’est
pas négligeable. Pour coupler les deux écoulements, nous avons implémenté
les conditions aux limites de continuité des contraintes tangentielles et des vi-
tesses à l’interface dans le code commercial. Les vitesses obtenues confirment
que les écoulements sont turbulents et les champs de températures calculés
sont en accord avec la température mesurée dans les expériences.
La validité du modèle de la double couche de diffusion utilisé pour inter-
préter les résultats expérimentaux a été confirmée par la simulation. Nous
avons pu vérifier que les résistances aux transferts dans le cœur des bains
sont négligeables devant celles de l’interface puisque le temps nécessaire à
l’homogénéisation des deux phases est de quelques secondes seulement.
L’extraction du cérium a ensuite été simulée et confrontée aux données ex-
périmentales. Les résultats obtenus sont très proches des mesures effectuées
dans le réacteur. Ce résultat peut paraitre surprenant au vu des hypothèses
faites. Il serait pertinent de simuler le réacteur expérimental dans la configu-
ration des expériences de reproductibilité afin de déterminer dans quelle me-
sure l’hydrodynamique affecte les cinétiques de transfert. Il est évident que le
modèle peut être amélioré. Sa plus grande faiblesse repose certainement sur
l’utilisation de lois de paroi standard à l’interface faute de donnés relative à
l’amortissement de la turbulence à une interface liquide-liquide. Une simu-
lation numérique directe d’un écoulement stratifié sel-métal dans un canal




De manière générale, cette étude souligne l’intérêt que peut présenter le
brassage électromagnétique dans un procédé d’extraction réductrice liquide-
liquide. Tant les expériences que la simulation numérique prouvent que le
brassage électromagnétique s’avère être très efficace. Il faut notamment noter
que toutes les études antérieures ont prouvé que l’agitation des deux fluides
en contact est essentielle lors d’une opération d’extraction réductrice. La piste
de l’induction électromagnétique offre donc une solution technologique inté-
ressante dans la mesure où elle permet de combiner le chauffage des deux
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Les propriétés physiques utilisées dans ces travaux sont regroupées dans
l’annexe suivante. Elles ont toutes été évaluées à la température à laquelle les
expériences ont été menées à savoir 950 ◦C.
1 Fluorure de lithium
– Masse molaire : MSb = 25.94 gmol−1























] – – 2.8 · 10−4 [Bou96]
Viscosité
µ [Pa]



































] 71.655− 4.5728 · 10−3T−4.210 · 10−6T2+ 2.7042 · 10−9T3 1143 – 2546 77.31 [Yaw98]
Table A.1: Propriétés thermo-physiques du fluorure de lithium
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2 Antimoine
– Masse molaire : MSb = 121.76 gmol−1

















] 6596− 2.022 · 10
−3 (T − 273)
−3.629 · 10−4 (T − 273)2 — 6270 [Smi87]
Viscosité
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38.28− 1.1202 · 10−2T
+4.8901 · 10−6T2 −
4.3762 · 10−10T3
903 – 4096 31.09 [Yaw98]
Table A.2: Propriétés thermo-physiques de l’antimoine







Li 1.1 · 10−8
Ce 1.0 · 10−8







LiF (Li+) 6.9 · 10−9
CeF3 (Ce
+
3 ) 5.9 · 10−9
(b) Espèces en solution dans le sel
Table A.3: Coefficients de diffusion à 950 ◦C
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ANNEXE B :
résultats des analyses icp
Les analyses ICP permettant de déterminer les concentrations en lantha-
nides dans le sel fondu et dans l’alliage métallique ont été sous-traitées au
laboratoire Ultra-Trace Analyse Aquitaine - UT2A.
1 Principes de mesure
L’ICP-AES pour Inductively Coupled Plasma Atomic Emission Spectrome-
try (ou ICP-OES pour Optical Emission Spectrometry) est une technique très
utilisée qui permet d’analyser la quasi-totalité des éléments du tableau pério-
dique même en très faible quantité (trace ou ultra-trace).
La méthode consiste à ioniser l’échantillon à analyser en l’injectant dans
une torche à plasma d’argon dont la température avoisine 6000K. Les mo-
lécules introduites au cœur du plasma sont dissociées et les atomes ionisés
sont détectés en mesurant l’intensité des raies d’émission. Si les conditions
d’analyses sont constantes (température du plasma), l’intensité lumineuse
comparée à celle d’une solution étalon permet de déduire la concentration
de l’élément en question. Les longueurs d’onde utilisées pour déterminer les
concentrations en lithium, cérium, néodyme et samarium sont regroupées
dans la table B.1.
Afin de pouvoir être injectés dans le plasma en évitant de le refroidir, les
échantillons sont généralement dissous dans une solution acide (on parle
alors de minéralisation par voie humide) avant l’injection de ces solutions
dans le plasma sous la forme d’un aérosol après passage dans un nébuliseur.





Table B.1: Longueurs d’onde utilisées lors de l’analyse des échantillons par
ICP-AES
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1.1 Protocole de minéralisation
1.1.1 Échantillons métalliques
Le protocole de minéralisation des échantillons métalliques est classique.
Les échantillons métalliques sont tout d’abord récupérés en brisant les tubes
en quartz. Après avoir été pesés, entre 1 et 2 g , ils sont envoyés à UT2A pour
analyse. Après broyage, une prise d’essai de 0.1 g est dissoute dans de l’eau
régale (mélange de 6ml de HCl à 37% et de 2ml de HNO3 à 69%) durant
1 h30min à 90 ◦C. Le résidu de minéralisation est ensuite dilué dans 50ml
d’une solution HCl−HNO3 (250ml/150ml pour 1 l). Enfin, cette solution est
une nouvelle fois diluée d’un facteur 10 dans HCl−HNO3 à 1% avant d’être
pulvérisée dans le plasma inductif.
1.1.2 Échantillons salins
Contrairement aux chlorures d’alcalin ou d’alcalino-terreux qui sont très
solubles dans l’eau – le meilleur exemple est probablement le sel de table
(chlorure de sodium NaCl) dont la solubilité est de 357 g l−1 à 25 ◦C – les fluo-
rures d’alcalin ou d’alcalino-terreux sont très peu solubles voire insolubles. À
titre d’indication, la solubilité du fluorure de calcium CaF2 est de 0.0146 g l
−1
à 25 ◦C alors que celle du fluorure de lithium LiF avoisine 1.3 g l−1. N’étant
pas solubles non plus dans l’eau régale, la minéralisation des échantillons sa-
lins a nécessité la mise au point d’un protocole adapté. Celui-ci a été testé sur
des étalons salins d’une quinzaine de grammes contenant du cérium. Ceux-ci
ont été élaborés au laboratoire.
Comme pour les échantillons métalliques, les échantillons salins sont
d’abord broyés avant de dissoudre 0.05 g dans 2ml d’acide sulfurique H2S04
à 96% à 90 ◦C pendant 2 h. Cette attaque permet de transformer les fluorures
en sulfates. Le résidu de minéralisation est ensuite dilué dans 50ml d’acide
chlorhydrique HCl à 1mol l−1. Avant de passer dans le nébuliseur, la solution
obtenue est une nouvelle fois diluée d’un facteur 10 dans de l’eau distillée.
2 Données expérimentales
Les concentrations des lanthanides étudiés et du lithium données dans
cette annexe ont été obtenues par analyses ICP des prélèvements réalisés.
Suite à l’ajustement du protocole de minéralisation des échantillons métal-
liques, les quantités de métal étaient insuffisantes pour fournir l’incertitude
sur la concentration des éléments dans les prélèvements métalliques des ex-
périences #1, #2, #A, #B et #D.
Pour chaque expérience, les conditions expérimentales sont rappelées.
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2.1 Expérience #1
Concentration initiale de CeF3 dans le sel : 2mol%
Concentration initiale de Li dans le métal : 10mol%
Courant efficace et fréquence du courant : Irms = 480A, f1 = 13.45Hz
Modulation du courant : NON
Température moyenne : 955 ◦C
t ±01.64 ±02.07 ±02.55 ±03.29 ±04.30 ±06.74 ±11.79 ±31.76 ±91.78 ±92.06
[min]
wLi, m ±04.53 ±02.53 ±02.63 ±03.88 ±02.67 ±03.60 ±04.02 ±03.75 ±04.02 ±03.78[
mgg−1
]
wCe, m ±06.56 ±05.95 ±06.63 ±07.70 ±07.29 ±07.98 ±08.11 ±07.68 ±07.36 ±07.14[
mgg−1
]
wCe, s ±26.77 ±30.80 ±28.55 ±28.55 ±24.78 ±26.46 ±28.71 ±26.57 ±27.86 ±00–[
mgg−1
] ±06.08 ±07.84 ±05.38 ±08.13 ±02.54 ±03.49 ±01.55 ±01.70 ±00.81
Table B.2: Concentrations de lithium et de cérium – expérience #1
2.2 Expérience #2
Concentration initiale de CeF3 dans le sel : 2mol%
Concentration initiale de Li dans le métal : 10mol%
Courant efficace et fréquence du courant : Irms = 480A, f1 = 13.45Hz
Modulation du courant : NON
Température moyenne : 955 ◦C
t ±01.29 ±01.53 ±02.50 ±03.54 ±05.54 ±11.67 ±32.53 ±62.60 ±67.59 ±70.63
[min]
wLi, m ±04.32 ±03.65 ±03.25 ±04.26 ±03.42 ±03.27 ±03.22 ±03.22 ±06.38 ±00–[
mgg−1
]
wCe, m ±06.06 ±06.15 ±07.68 ±07.62 ±08.13 ±08.34 ±07.67 ±06.53 ±07.18 ±00–[
mgg−1
]
wCe, s ±25.11 ±21.68 ±20.13 ±16.06 ±16.22 ±17.62 ±22.54 ±32.10 ±26.07 ±00–[
mgg−1
] ±05.23 ±00.55 ±00.29 ±00.44 ±03.62 ±01.24 ±05.21 ±01.46 ±00.04
Table B.3: Concentrations de lithium et de cérium – expérience #2
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2.3 Expérience #A
Concentration initiale de CeF3 dans le sel : 2mol%
Concentration initiale de Li dans le métal : 10mol%
Courant efficace et fréquence du courant : Irms = 435A, f1 = 13.95Hz
Modulation du courant : NON
Température moyenne : 930 ◦C
t ±01.48 ±01.72 ±02.32 ±03.00 ±04.01 ±06.50 ±16.51 ±46.52 ±91.54 ±92.54
[min]
wLi, m ±04.74 ±04.53 ±00– ±04.34 ±06.29 ±04.14 ±00– ±04.33 ±03.77 ±04.69[
mgg−1
]
wCe, m ±05.10 ±05.75 ±00– ±07.35 ±08.17 ±09.09 ±00– ±10.16 ±09.58 ±09.91[
mgg−1
]
wCe, s ±23.08 ±27.66 ±20.19 ±22.23 ±20.24 ±18.47 ±18.61 ±25.64 ±31.86 ±33.82[
mgg−1
] ±01.17 ±06.17 ±01.34 ±01.90 ±01.20 ±02.11 ±00.52 ±00.97 ±02.80 ±01.81
Table B.4: Concentrations de lithium et de cérium – expérience #A
2.4 Expérience #B
Concentration initiale de CeF3 dans le sel : 2mol%
Concentration initiale de Li dans le métal : 10mol%
Courant efficace et fréquence du courant : Irms = 440A, f1 = 13.95Hz
Modulation du courant : OUI – β = 20% et f2 = 3.45Hz
Température moyenne : 935 ◦C
t ±01.01 ±01.36 ±01.80 ±02.53 ±03.51 ±06.04 ±16.15 ±46.06 ±91.05 ±92.05
[min]
wLi, m ±05.08 ±04.61 ±05.05 ±07.30 ±03.71 ±04.76 ±04.49 ±04.15 ±08.18 ±04.27[
mgg−1
]
wCe, m ±05.68 ±06.09 ±06.58 ±04.87 ±07.74 ±08.84 ±10.15 ±09.68 ±03.73 ±08.84[
mgg−1
]
wCe, s ±32.26 ±38.56 ±31.74 ±21.63 ±20.24 ±19.91 ±13.75 ±12.07 ±12.58 ±13.86[
mgg−1
] ±05.56 ±06.21 ±00.17 ±04.11 ±00.24 ±02.19 ±01.80 ±00.47 ±00.19 ±00.17
Table B.5: Concentrations de lithium et de cérium – expérience #B
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2.5 Expérience #D
Concentration initiale de NdF3 dans le sel : 2mol%
Concentration initiale de Li dans le métal : 10mol%
Courant efficace et fréquence du courant : Irms = 445A, f1 = 13.95Hz
Modulation du courant : NON
Température moyenne : 950 ◦C
t ±01.27 ±01.53 ±01.98 ±02.72 ±03.69 ±06.20 ±16.23 ±46.18 ±91.23 ±92.26
[min]
wLi, m ±03.00 ±04.87 ±03.78 ±03.72 ±04.59 ±00– ±00– ±04.04 ±04.35 ±03.97[
mgg−1
]
wNd, m ±03.98 ±04.85 ±05.82 ±06.18 ±06.27 ±00– ±00– ±07.75 ±00.85 ±07.84[
mgg−1
]
wNd, s ±15.98 ±14.03 ±16.06 ±14.53 ±14.02 ±12.29 ±20.88 ±24.41 ±29.25 ±27.30[
mgg−1
] ±02.47 ±01.27 ±03.48 ±01.60 ±02.41 ±02.05 ±04.73 ±00.87 ±01.12 ±00.09
Table B.6: Concentrations de lithium et de néodyme – expérience #D
2.6 Expérience #E
Concentration initiale de SmF3 dans le sel : 2mol%
Concentration initiale de Li dans le métal : 10mol%
Courant efficace et fréquence du courant : Irms = 425A, f1 = 13.98Hz
Modulation du courant : NON
Température moyenne : 955 ◦C
t ±00.76 ±01.00 ±01.67 ±02.24 ±03.23 ±05.67 ±15.65 ±45.50 ±91.07 ±91.79
[min]
wLi, m ±04.58 ±04.70 ±04.30 ±04.50 ±04.10 ±03.00 ±03.40 ±03.90 ±03.70 ±03.80[
mgg−1
] ±00.03 ±00.10 ±00.10 ±00.20 ±00.30 ±01.00 ±00.20 ±00.10 ±00.20 ±00.20
wSm, m ±02.80 ±03.30 ±03.70 ±04.14 ±04.70 ±04.90 ±06.85 ±06.60 ±06.44 ±06.00[
mgg−1
] ±00.10 ±00.10 ±00.20 ±00.04 ±00.50 ±00.90 ±00.04 ±00.10 ±00.20 ±00.40
wSm, s ±00– ±08.20 ±08.80 ±08.20 ±07.90 ±08.20 ±09.30 ±08.90 ±07.80 ±09.00[
mgg−1
] ±00.10 ±00.50 ±00.10 ±00.30 ±00.10 ±00.30 ±00.10 ±00.30 ±01.00
Table B.7: Concentrations de lithium et de samarium – expérience #E
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2.7 Expérience #G
Concentration initiale de CeF3 dans le sel : 1.92mol%
Concentration initiale de NdF3 dans le sel : 1.92mol%
Concentration initiale de SmF3 dans le sel : 1.92mol%
Concentration initiale de Li dans le métal : 15mol%
Courant efficace et fréquence du courant : Irms = 420A, f1 = 13.98Hz
Modulation du courant : NON
Température moyenne : 945 ◦C
t ±00.73 ±01.01 ±01.54 ±02.33 ±03.34 ±05.83 ±15.97 ±48.03 ±98.17 ±98.67
[min]
wLi, m ±00– ±06.60 ±07.00 ±05.00 ±00– ±05.00 ±04.00 ±03.20 ±03.30 ±00–[
mgg−1
] ±00.10 ±01.00 ±01.00 ±01.00 ±00.30 ±00.50 ±00.70
wCe, m ±00– ±04.30 ±04.50 ±07.00 ±00– ±07.00 ±08.70 ±10.00 ±09.76 ±00–[
mgg−1
] ±00.50 ±00.30 ±01.00 ±01.00 ±00.20 ±01.00 ±00.03
wNd, m ±00– ±04.30 ±04.70 ±07.00 ±00– ±07.00 ±08.70 ±09.00 ±09.10 ±00–[
mgg−1
] ±00.50 ±00.40 ±01.00 ±01.00 ±00.20 ±01.00 ±00.30
wSm, m ±00– ±03.60 ±04.00 ±05.50 ±00– ±06.00 ±07.31 ±07.10 ±07.00 ±00–[
mgg−1
] ±00.40 ±00.60 ±00.60 ±01.00 ±00.08 ±01.50 ±00.70
wCe, s ±17.00 ±14.10 ±12.00 ±11.00 ±09.00 ±08.00 ±07.00 ±06.10 ±06.00 ±06.00[
mgg−1
] ±03.00 ±01.00 ±03.00 ±05.00 ±04.00 ±03.00 ±01.00 ±00.20 ±01.00 ±02.00
wNd, s ±19.00 ±16.00 ±14.00 ±13.00 ±11.00 ±10.00 ±11.00 ±09.00 ±09.00 ±07.00[
mgg−1
] ±03.00 ±02.00 ±03.00 ±05.00 ±05.00 ±03.00 ±02.00 ±00.20 ±02.00 ±03.00
wSm, s ±20.00 ±17.80 ±17.00 ±16.00 ±14.00 ±12.00 ±14.00 ±12.20 ±12.00 ±10.00[
mgg−1
] ±03.00 ±00.90 ±03.00 ±05.00 ±04.00 ±02.00 ±02.00 ±00.30 ±01.00 ±02.00




fonctionnement et réponse du générateur
Cette annexe présente le fonctionnement et la réponse du générateur à la
tension de commande permettant de moduler l’amplitude du champ magné-
tique. L’acquisition est réalisée au moyen d’une sonde Rogowski PEM reliée à
une carte d’acquisition National Instrument. Un programme LabView permet
de traiter le signal recueilli.
La tension délivrée aux bornes du circuit oscillant dans le générateur est as-
servie. La transformée de Fourier du signal délivré par le générateur montre
que la fréquence de la contre-réaction est de l’ordre de 300Hz. Pour détermi-
ner précisément l’intensité et la fréquence du courant circulant dans l’induc-
teur le signal est échantillonné à une fréquence de 1MHz sur 1000 points ce
qui permet de couvrir une dizaine de périodes. Seulement, l’asservissement
du générateur entraine des variations de plusieurs dizaines d’ampères de l’in-
tensité efficace du courant. Pour déterminer les paramètres réels, il convient
donc d’échantillonner plusieurs fois le signal puis de moyenner les ampli-
tudes et les fréquences obtenues. Le programme LabView réalise donc en
boucle des échantillonnages succesifs. Suivant la fréquence d’enregistrement
choisie, la statistique est plus ou moins élevée ce qui permet d’améliorer la
qualité des mesures. Dans notre cas, la fréquence d’enregistrement est d’une
seconde ce qui permet de réaliser environ 250 échantillonnages d’une période
d’une milliseconde succesifs. Le reste du temps est mis à disposition pour cal-
culer les moyennes et écrire les données dans un fichier.
Pour moduler l’amplitude du champ magnétique, le générateur est piloté
par une tension de consigne délivrée par une seconde carte National Instru-
ment. Le programme LabView utilisé pour l’acquisition permet également de
contrôler le générateur : l’intensité du courant inducteur est alors fonction de
la tension de consigne imposée.
La relation liant l’intensité efficace du courant circulant dans l’inducteur I
(en A) à la tension de commande du générateur Uc (en V) est donnée par
l’équation suivante
I = acUc + bc (C.1)
Les constantes ac et bc ont été déterminées avec ou sans charge (creuset
graphite + métal + sel à 950 ◦C) en traçant l’évolution de l’intensité du courant
en fonction de la tension de commande (figure C.1). Elles sont résumées dans
la table C.1.
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Figure C.1: Évolution de l’intensité efficace I du courant dans l’inducteur
avec la tension de commande du générateur Uc
ac bc
Sans charge 304.10 −26.61
Avec charge 249.84 −75.24
Table C.1: Coefficients liant la tension de consigne Uc à l’intensité efficace I
du courant circulant dans l’inducteur
Pour moduler l’amplitude du champ magnétique, la tension consigne im-
posée est de la forme suivante
Uc = U
0
c (1+β cosω2t) (C.2)
où U0c est la composante continue de la consigne d’entrée, β le taux de modu-
lation de la consigne et ω2 la fréquence de modulation.
Elle permet de générer un courant de la forme
I = I0 (1+α cosω2t) cosω1t (C.3)
Quelques séries de signaux obtenus pour différentes fréquences de modu-
lation sont visibles sur les figures C.2a à C.2f. La réponse du générateur a
donc été déterminée en mesurant les rapports d’intensité RI et les taux de









Les variations de ces rapports pour une tension de commande U0c de 2.2V
sont visibles sur les figures C.3a et C.3b.
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(a) f2 = 2Hz


















(b) f2 = 3Hz


















(c) f2 = 4Hz
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(d) f2 = 5Hz


















(e) f2 = 6Hz


















(f) f2 = 7Hz
Figure C.2: Amplitudes des signaux obtenus pour différentes fréquences de
modulation – Uc = 2.2V et β = 0.5
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(a) Rapport d’intensité RI
(b) Rapport du taux de modulation Rα
Figure C.3: Évolution des rapports d’intensité RI et du taux de modulation
Rα en fonction du taux de modulation de la consigne β et de la




mise en place du dispositif de prélèvements
La mise en place du dispositif de prélèvements nécessaire à l’expérimenta-
tion a nécessité un grand investissement afin d’obtenir un système permettant
la prise rapide d’échantillons de qualité dans chacune des phases liquides.
Avant de parvenir au dispositif final présenté dans ce mémoire (figure III.8)
et qui autorise jusqu’à la prise de dix échantillons dans le métal liquide et
dans le sel fondu à des intervalles de temps de quelques secondes, le dispo-
sitif de prélèvements a connu de nombreuses améliorations rapportées dans
cette annexe.
1 Ancien dispositif de prélèvements
Initialement, le dispositif de prélèvements utilisé par Perrier et Saadi du-
rant leur thèse respective n’autorisait que la prise d’échantillons dans la phase
métallique (figure D.1). Les cannes de prélèvement, alors en aluminium, se
terminaient par des godets en acier inoxydable d’un centimètre de diamètre
extérieur qui venaient perturber l’interface sel-métal lorsqu’ils étaient plon-
gés dans le bain métallique. Par ailleurs, ces godets devaient rester immergés
quelques secondes afin qu’ils se remplissent de métal et non de sel, entachant
par la même occasion la détermination du temps de prélèvement d’une large
barre d’erreur. Enfin, ce dispositif présentait le problème majeur de voir ses
cannes de prélèvement en aluminium rester bloquées en position basse, obli-
geant ainsi l’utilisateur à intervenir manuellement dans l’enceinte pendant
l’expérience pour assurer la remontée des tiges.
Pour pallier à ces nombreux problèmes, nous avons entrepris une mise à
jour du dispositif. Le cahier des charges auquel devait répondre cette nouvelle
version comportait notamment les points suivants :
– Permettre les prélèvements simultanés d’échantillons dans les deux
phases ;
– Perturber le moins possible l’interface sel-métal lors de la prise d’échan-
tillons ;
– Être fiable pour éviter à l’utilisateur d’intervenir dans l’enceinte durant
l’expérience.
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tige en aluminium 
bras de rotation 
godet de 
prélèvement 
Figure D.1: Dispositif de prélèvements utilisé par Perrier et Saadi [Per02,
Saa06]
2 Modifications apportées
Afin d’autoriser la prise d’échantillons simultanés dans les deux phases, le
carrousel de prélèvements a entièrement été repensé : les godets jugés trop
intrusifs ont été remplacés par des aiguilles en quartz de 4mm de diamètre
extérieur et 2mm de diamètre intérieur permettant de prélever le métal par
succion et ainsi perturber le moins possible l’interface. De plus, des petits bar-
reaux en acier inoxydable de 10mm de diamètre et 20mm de hauteur ont été
ajoutés pour permettre le prélèvement d’échantillons salins par solidification
du sel fondu sur ces masses thermiques.
Cette modification a entrainé le remplacement des cannes de prélèvement,
initialement en aluminium, par des tiges creuses constituant également le cir-
cuit d’aspiration du métal ; ces tiges devant être reliées à un réservoir à vide
situé en dehors de l’enceinte. Pour cela, il a été décidé d’utiliser des tubes en
acier inoxydable de 12mm de diamètre extérieur et 8mm de diamètre inté-
rieur. Le remplacement des tiges a eu pour conséquence l’usinage d’un nou-
veau barillet en laiton sur lequel les cannes de prélèvement étaient montées
puisque les anciennes tiges en aluminium avait un diamètre de seulement
6mm ; il a également engendré une modification du bâti en aluminium du
carrousel de prélèvements.
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Pour faciliter le guidage des cannes de prélèvement et éviter qu’elles ne res-
tent coincées en cours d’expérience, des douilles à billes ont été insérées dans
le barillet du carrousel. Afin de limiter toutes complications liées à la tempé-
rature d’utilisation du dispositif, les modèles en plastique ont été écartés au
profit de pièces réalisées entièrement en acier inoxydable.
(a) Ancien barillet du carrousel (b) Nouveau barillet du carrousel
Figure D.2: Modification du barillet du carrousel de prélèvements
Dans l’optique d’améliorer le fonctionnement global de l’expérience en évi-
tant aux cannes de prélèvement de rester bloquées et éviter ainsi à l’expé-
rimentateur d’intervenir dans l’enceinte en cours d’expérience, le système
d’entrainement des tiges a entièrement été repensé. Si le vérin pneumatique
à chariot guidé, alimenté en argon depuis l’extérieur de l’enceinte, et permet-
tant d’assurer la manipulation des cannes de prélèvement a été conservé, le
système d’entrainement de ces tiges a totalement été révisé.
Initialement, le vérin permettait de plonger les cannes de prélèvement dans
le bain et de les remonter à l’aide d’une ventouse pneumatique (figure D.1).
Dans un premier temps, cette ventouse pneumatique a été changée au pro-
fit d’une ventouse électromagnétique censée offrir un meilleur maintien des
tiges et ainsi leur éviter de se bloquer en cours d’expérience. Pour que la ven-
touse électromagnétique permette la préemption des tiges par leur chapeau,
ces derniers ont été usinés en acier en lieu et place de l’aluminium précé-
demment utilisé. Cependant, cette solution fut un échec puisque les tests
effectués ont démontré que les ventouses électromagnétiques n’étaient pas
suffisamment puissantes pour remonter systématiquement les tiges.
Étant donné qu’il nous était impossible d’opter pour des électro-aimants
générant une force supérieure pour des raisons d’encombrements, nous nous
sommes tournés vers une solution mécanique.
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L’alternative retenue est présentée à la figure D.3 : le support de la ventouse
électromagnétique a été remplacé par une pièce en aluminium destinée à
recevoir les nouvelles têtes des cannes de prélèvement. Cette solution est de
loin le moyen le plus fiable mis en œuvre. En contrepartie, sa réalisation a
nécessité un ajustement très précis de la position des tiges de prélèvement.
Figure D.3: Photographie de la pièce d’entrainement des tiges
Pour réaliser l’aspiration du métal liquide, nous avons d’abord utilisé un
flexible en Rilsan® pour relier chaque tige de prélèvement au réservoir à vide
(figure D.4). Néanmoins, si cette solution s’est montrée efficace du point de
vue pneumatique, elle s’est révélée trop complexe à mettre en œuvre puisque
le faisceau des dix flexibles pneumatiques s’emmêlait au fur et à mesure des
prélèvements allant jusqu’à provoquer trop souvent le blocage complet du
carrousel et l’échec de l’expérience.
(a) Vue d’ensemble (b) Faisceau de tubes d’aspiration en Rilsan®
Figure D.4: Carrousel de prélèvements doté d’un faisceau de tubes nécessaire
à l’aspiration du métal
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Pour pallier à ce dernier problème, nous avons réalisé une dernière modi-
fication nous permettant d’obtenir le dispositif de prélèvements qui a finale-
ment été utilisé et qui est présenté au chapitre iii. L’étanchéité a été réalisée
par l’intermédiaire de la pièce d’entrainement des tiges, nous permettant ainsi
de n’utiliser plus qu’un seul flexible pneumatique pour relier la canne de pré-
lèvement au réservoir à vide. Pour cela, le chapeau des tiges a été usiné pour
y loger un joint torique et percé pour permettre l’aspiration. La pièce d’en-
trainement a elle aussi été percée et surfacée pour assurer un contact parfait
avec le joint torique. Enfin, les anciens trous réalisés dans les tubes en acier
inoxydable ont été bouchés par des pièces en laiton qui servent également de
butée si bien que lorsque les tiges sont en position basse, le vérin pneuma-
tique permet d’écraser ce joint torique et d’assurer l’étanchéité. Ce carrousel
de prélèvements est visible sur la figure D.5.




validation de l’implémentation du couplage des
écoulements entre deux fluides
Afin de valider le couplage entre les deux phases implémenté dans Fluent®,
la routine qui a été développée a été testée sur un écoulement de Couette
plan laminaire pour lequel la solution analytique est connue. L’influence des
différentes méthodes de couplage et de la taille des mailles a été testée en
comparant la solution donnée à la première étape du calcul du réacteur (VoF
laminaire) à une solution également calculée en laminaire mettant en œuvre
le couplage proposé.
1 Écoulement de Couette laminaire
Nous avons modélisé un canal de 15 cm de long et 3 cm de haut ; l’interface
entre les deux fluides étant située à 1 cm de la paroi inférieure immobile
(figure E.1). Le fluide supérieur, noté 2 et dont la viscosité est µ2, est entrainé
par la paroi supérieure dont la vitesse u = Uwex. Cette vitesse est choisie égale
à 1mms−1 de sorte à obtenir un écoulement laminaire. Le fluide inférieur (1),
de viscosité µ1, est entrainé par le fluide 2 ; le rapport des viscosités entre
les deux fluides est égal à 2. Des conditions périodiques sont imposées entre
l’entrée et la sortie du canal.
En considérant que l’écoulement est établi et invariant, il est possible de
déterminer la solution analytique des équations de Navier-Stokes. Dans ce
cas, la vitesse a uniquement une composante selon x et ne dépend que de la
direction y si bien que la vitesse a pour expression
u = u (y) ex = ay+ b ex (E.1)
En notant 2h la hauteur du canal et hint celle de l’interface entre les deux
fluides, la continuité des vitesses et des contraintes tangentielles conduit aux
solutions analytiques suivantes dans les fluides 1 et 2.
u1 (y) =
µ2Uw

















La comparaison entre la solution analytique et la solution numérique est
reportée sur la figure E.1. On constate que le couplage est satisfaisant puisque
le profil de vitesse calculé est semblable à la solution analytique.
Figure E.1: Comparaison des profils de vitesses calculés et déterminés analy-
tiquement dans le cadre d’un écoulement de Couette plan strati-
fié ; – solution analytique, × solution numérique
2 Influence du maillage et de la méthode de couplage
Deux stratégies permettent d’imposer les conditions aux limites à l’inter-
face entre les deux fluides. On peut soit imposer directement la vitesse à l’in-
terface satisfaisant la continuité des contraintes tangentielles, soit introduire
un terme source (force de cisaillement) dans les premières cellules situées de
part et d’autre de l’interface. Pour caractériser l’influence de la méthode de
couplage employée ainsi que celle de la taille des mailles à l’interface, nous
avons comparé la solution donnée par le calcul VoF réalisé à la première étape
de la simulation du réacteur à une solution obtenue en couplant les deux
fluides situés dans deux domaines différents. Les écoulements sont calculés
en laminaire avec les mêmes viscosités que celles utilisées dans le modèle
VoF.
Quatre maillages différents ont été construits nous permettant d’étudier
l’influence du ratio a/v (éq. IV.41). Les caractéristiques des différents maillages
sont données dans la table E.1.
Pour comparer les deux méthodes de couplage et mettre en évidence l’im-
pact du maillage, les vitesses moyennes dans le sel (us) et dans le métal (um)
sont regroupées dans la table E.1 et comparées à celles données par la solu-
tion issue du calcul VoF. On note que le choix de la méthode de couplage
influence peu les résultats et que, quelque soit le maillage utilisé, les vitesses











] < us >[
mms−1
] < um >[
mms−1
] < us >[
mms−1
]
VoF – – 5.80 2.83 5.80 2.83
a 0.50 × 0.50 02 5.84 2.98 5.87 3.02
b 0.25 × 0.25 04 5.86 3.04 5.85 3.01
c 0.10 × 0.50 10 5.88 3.07 5.84 2.99
d 0.01 × 0.50 20 5.84 3.05 5.80 2.96
Table E.1: Influence de la taille des mailles interfaciales et comparaison de
la méthode de couplage permettant d’assurer la continuité des vi-
tesses et des contraintes tangentielles à l’interface entre les deux
fluides ; Méthode 1 : la vitesse interfaciale est imposée – Méthode
2 : des termes sources sont introduits dans l’équation de la quan-
tité de mouvement
Cependant, des écarts demeurent visibles à proximité de l’interface lorsque
le maillage est trop grossier et suivant la méthode de couplage choisie,
une des deux conditions n’est pas vérifiée. Par exemple, on constate sur
la figure E.2 que la continuité des vitesses tangentielles n’est pas respectée
lorsque les termes sources sont introduits dans l’équation de quantité de
mouvement et que le maillage n’est pas suffisamment fin ce qui n’est pas le
cas si le ratio a/v est assez grand.































































Figure E.2: Comparaison des vitesses interfaciales dans le sel et le métal ob-





L’extraction réductrice liquide-liquide est une des voies pyrochimiques les plus
prometteuses pour assurer le retraitement des déchets nucléaires. Cette technique
consiste à extraire à haute température des éléments initialement en solution dans
un sel fondu sur une nappe métallique. Afin d’améliorer les transferts de masse,
l’utilisation de forces électromagnétiques permettant de brasser sans contact matériel
le cœur des bains et l’interface elle-même a été envisagée.
Les cinétiques d’extraction de trois lanthanides (cérium, néodyme et samarium)
ont été étudiées expérimentalement. Une étude préalable nous a conduit à travailler
sur le couple fluorure de lithium/antimoine et à utiliser le lithium comme agent
réducteur. Les investigations réalisées ont démontré que le mécanisme contrôlant la
cinétique rapide des transferts est la diffusion des espèces réactives à l’interface.
La simulation numérique du réacteur expérimental faisant intervenir de multiples
couplages a également été réalisée. Elle a permis de déterminer les écoulements
turbulents dans chacune des phases. Les transferts de masse simulés ont ensuite
été comparés aux mesures expérimentales.
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abstract
Reductive extraction is one of the most promising pyroprocess for processing spent
nuclear fuel. The extraction of elements from a molten salt to a liquid metal occurs at
high temperature. At the interface between the two immiscible flows mass transfers
are ensured via a redox reaction. To increase these transfers, electromagnetic forces
can be used to stir the bulk of both phases and of the interface itself without material
contact.
The kinetic of extraction of three lanthanides (cerium, neodymium and samarium)
has been experimentally studied. We worked on lithium fluoride/antimony system,
the reducing agent being lithium. Theses experiments show that mass transfers are
fast for all studied lanthanides and are controlled by diffusion of reactive species at
the interface.
The numerical simulation of experimental reactor which involves many strongly
coupled phenomenon has been performed. Turbulent flows have been computed in
both phases. Mass transfers have then been deduced and compared to experimental
results.
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